








En vue de l'obtention du 
 
DOCTORAT DE L’UNIVERSITÉ DE TOULOUSE 
 
Délivré par l'Université Toulouse III - Paul Sabatier  






M. A. Khelidj Rapporteur Pr Université de Nantes 
M. J.M. Torrenti Rapporteur Pr ENPC ; Directeur de 
recherche LCPC Paris   
M. F. Benboudjema Examinateur Dr ENS Cachan 
M. N. Burlion Examinateur Pr Université de Lille 
M. G. Camps Examinateur Dr Ing de recherche Andra 
Mme M. Carcassès Examinateur Pr Université de Toulouse 
M. A. Sellier Examinateur Pr Université de Toulouse 
M. T. Vidal Examinateur Dr Université de Toulouse 
 
 
Ecole doctorale : Mécanique, Energétique, Génie Civil et Procédés 
Unité de recherche : Laboratoire Matériaux et Durabilité des Constructions 
Directeur de thèse : Alain SELLIER 
Co-directeur : Thierry VIDAL 
 
 
Présentée et soutenue par Wahid LADAOUI 
Le 09 Décembre 2010 
 
 
Etude expérimentale du comportement Thermo-Hydro-
Mécanique à long terme des BHP destinés aux ouvrages 





Ce travail a été mené au Laboratoire Matériaux et Durabilité des Constructions de l’Institut 
National des Sciences Appliquées de Toulouse et de l’Université Paul Sabatier de Toulouse. 
Je remercie M. Gilles ESCADEILLAS, Directeur du laboratoire, de m’avoir accueilli en 
doctorat ainsi que Mme Ginette ARLIGUE de m’avoir accueilli en Master Recherche. 
Cette thèse a été financée par l’Andra. Je remercie MM. Xavier BOURBON et Guillaume 
CAMPS de l’Andra d’avoir suivi de près toutes les étapes de ce travail. Je remercie d’autant 
plus Guillaume CAMPS d’avoir mis à ma disposition toutes les données nécessaires de sa 
thèse. 
Je tiens à exprimer toute ma reconnaissance à mes directeurs de thèse MM. Alain SELLIER et 
Thierry VIDAL, pour leurs soutiens, encouragements et compréhension dans les moments 
difficiles de la thèse. Je les remercie chaleureusement pour tous leurs efforts ainsi que leur 
dévouement dans le suivi de ce travail. Leur grande disponibilité m’a été très bénéfique. Je 
tiens à témoigner de leur professionnalisme ainsi que de leur grande générosité scientifique et 
humaine. 
Je remercie M. Jean Michel TORRENTI, Professeur ENPC, Directeur de recherche au LCPC 
de Paris et M. Abdelatif KHELIDJ, Professeur à l'Université de Nantes, qui m'ont fait 
l'honneur d'être rapporteurs de mon travail et ont accepté de consacrer du temps pour la 
lecture et le jugement de mon mémoire de thèse. Je les remercie pour la rapidité avec laquelle 
ils ont examiné mon travail. 
Mes vifs remerciements à Mme Myriam CARCASSES, MM. Farid BENBOUDJEMA, 
Nicolas BURLION ainsi que Guillaume CAMPS d’avoir accepté d’examiner mon mémoire et 
d’être membres de mon jury de thèse. 
Mes remerciements aux personnels enseignants-chercheurs, administratifs et techniques du 
LMDC plus particulièrement MM. Bernard ATTARD et René BOUJOU qui m’ont été d’une 
grande aide. Je remercie également Frédéric REAU de la Division Transfert de m’avoir fait 
profiter de son expérience en matière de fluage. 
  
Toute ma gratitude à l’équipe de l’atelier Génie Mécanique de l’INSA de Toulouse et à leur 
responsable M. José MOREAU pour la qualité du travail qu’ils ont fourni dans le cadre de ma 
thèse.  
Enfin, je remercie tous mes collègues doctorants que j’ai côtoyés au LMDC pendant ces 
années de thèse. Un grand merci à mes amis : Amjad, Abdel, Riad, Rashid, Laurent, Jean-
Chils, Jean-Claude, Rani, Makani, Ahmed, Batian, Vincent et Youcef avec qui j’ai passé 
d’agréables moments, je n’oublierai jamais les repas qu’on a faits entre amis. 
Pour finir, je tiens à exprimer toute ma gratitude à toute ma famille pour son soutien 
indéfectible durant les années de thèse. 
Je dédie ce travail à mes parents et à Marlène. 
 
 Résumé 
La connaissance du comportement différé du béton en température est nécessaire pour 
appréhender le fonctionnement en service des structures soumises à la chaleur sur le long 
terme. Cette connaissance est notamment nécessaire pour l’étude de faisabilité des futurs 
ouvrages de stockage de déchets radioactifs. L’objectif principal de notre étude est la 
quantification expérimentale et l’amélioration de la compréhension des phénomènes à 
l’origine des déformations différées dans la gamme de température 20°-50°-80°C. Quatre 
types de Bétons à Hautes Performances dont deux fibrés autoplaçants ont été choisis pour 
l’étude. La campagne expérimentale inclut des tests sur plusieurs mois de fluage à 20°C, 50°C 
et 80°C, en condition endogène ou en dessiccation. Les éprouvettes ont préalablement été 
stockées dans deux conditions de cure différentes : saturée ou endogène. Les résultats 
montrent une influence de la composition du béton, de la présence des fibres et du mode de 
conservation sur le phénomène d’amplification du fluage avec la température. Les amplitudes 
de fluage augmentent dans un ordre de grandeur de 2 à 3 pour le passage de 20 à 50°C. Cette 
amplification peut atteindre un rapport supérieur à 5 pour le passage de 20 à 80°C. La 
modélisation de certains des résultats des essais de fluage en température du béton est ensuite 
abordée, permettant notamment de quantifier l’énergie d’activation du fluage et de proposer 
des explications aux divers phénomènes sous-jacents mis en évidence lors des essais, en 
particulier le couplage entre le fluage et le retrait aux diverses températures. 
Mots clés : Bétons à Hautes Performances, fibres, comportement mécanique, retrait, fluage, 
température, énergie d’activation, modélisation. 
 Abstract 
The knowledge of the delayed behaviour of concrete at moderate temperature is necessary to 
understand the serviceability of structures under long term heating. It is in particular 
necessary for the feasibility study of future storage structures for Intermediate Level Long-
Life Nuclear Wastes repository. The main objective of our study is an experimental 
quantification and a better understanding of the phenomena leading to the delayed 
deformations in the range of 20°C-50°C-80°C. Four types of High Performances Concretes 
with two Self Compacting mixes with fibres have been chosen. The experimental campaign 
includes tests during several months at 20°C-50°C-80°C, under autogenous and desiccation 
conditions. The samples were firstly stored under two curing types : saturated and 
autogenous. The results show the influence of concrete mixes, the fibres, and storage 
conditions on the amplification phenomenon of creep with temperature. The creep amplitudes 
are increased in a range between 2 to 3 with a temperature increase from 20°C up to 50°C. 
This increase can reach a value superior to 5 from 20°C to 80°C. The modelling of some 
creep results in temperature is presented, allowing to quantify the activation energy of creep 
and to propose some explanations to the various phenomena revealed during the tests, in 
particular the coupling between the creep and shrinkage at the various temperatures. 
Keywords : High Performances Concretes, fibres, mechanical behaviour, shrinkage, creep, 
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L’Agence nationale pour la gestion des déchets radioactifs « Andra » a pour principale 
mission la gestion à long terme (collecte, conditionnement, stockage et surveillance) des 
déchets radioactifs provenant de l’industrie nucléaire Française. Elle mène aussi des missions 
de recherche et d’information inscrites dans une approche purement environnementale. Elle 
gère actuellement trois sites de stockage des déchets radioactifs et un laboratoire de recherche. 
Ces sites de stockages accueillent les déchets type A, à vie courte (période inférieure à 30 
ans), de Moyenne et Faible activité (MA et FA) ainsi que les déchets à vie longue de Très 
Faible Activité (TFA). Pour la gestion des déchets de Moyenne Activité et à Vie Longue 
(MAVL) type B et C, l’Andra pilote des recherches pour le stockage en formation géologique 
profonde. Dans cette optique, un laboratoire souterrain situé à Bure (55) Meuse/Haute Marne 
étudie depuis 1998 la faisabilité d’un stockage en couche géologique profonde qui devrait 
accueillir les déchets de type B et C. Le choix du site (Callovo-oxfordien) et la conception du 
futur centre de stockage des déchets MAVL s’inscrivent dans une vision de protection des 
personnes et de l’environnement contre toute émission de matière radioactive, de manière à 
les isoler de l’environnement pendant le temps nécessaire à la décroissance de la radioactivité.  
Les concepts de stockage étudiés reposent sur un principe de barrières multiples comprenant 
le colis de déchets (le déchet et le matériau qui le stabilise dans un emballage adéquat), la 
"barrière ouvragée" (alvéole) qui est interposée entre le colis de déchets et la roche, et la 
barrière géologique qui est la roche elle-même. Outre la tenue mécanique, les matériaux 
cimentaires composant les barrières sont censés assurer un bon confinement. De ce fait, la 
durabilité à long terme des matériaux cimentaires est un souci majeur qui doit être étudié dans 
tous ces aspects.  
L’objectif de notre étude est la quantification et l’amélioration de la compréhension des 
phénomènes à l’origine des déformations différées à température ambiante (20°C) et en 
température (50°C et 80°C) des matériaux cimentaires retenus pour la fabrication des futurs 
composants de stockage, colis et alvéoles, des déchets radioactifs exothermiques B. Les 
quatre formulations de BHP sélectionnées sont constituées de ciments CEM I et de CEM V. 
Les formulations sans fibres, notées CEM I et CEM V, sont destinées aux alvéoles, et celles 
avec fibres métalliques inoxydables et fumée de silice, notées CEM IF et CEM VF, seront 
utilisées pour les colis. A cet effet, un important programme expérimental a été établi entre le 
LMDC et l’Andra pour permettre l’étude complète du fluage de compression uniaxiale sur les 
quatre formulations de BHP. Les configurations de ces essais ont été définies de manière à 
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reproduire les conditions aux limites de la phase d'exploitation des structures, mais aussi afin 
de mieux appréhender l'aspect phénoménologique des mécanismes à l'origine des 
déformations différées et d'évaluer l'effet de la température. La deuxième étape de ce travail 
de recherche a pour objectif de proposer une modélisation affinée à partir de cette base de 
données expérimentales et de pouvoir disposer d'outils de prédiction précis du comportement 
mécanique à long terme de ces structures de stockage et d'être capable d'estimer leur durée de 
vie en fonction des scenarii des conditions d'exploitation. En outre, la connaissance des 
évolutions des comportements différés en température est d'une grande utilité pour les 
structures de Génie Civil : ouvrages d'art, centrales nucléaires, tunnels, ... ce qui constitue 
autant de perspectives d'application à ce travail. 
Le premier chapitre de cette thèse est dédié à l'étude bibliographique qui concerne tout 
d'abord la microstructure des bétons et plus précisément celle des BHP avec ajouts (fumée de 
silice, cendres volantes, laitier de haut fourneau) et le comportement différé libre et sous 
charge de ces matériaux. Cette partie relativement dense constitue un socle de connaissances 
indispensables afin de comprendre le lien entre l'aspect microstructural, lié notamment à 
l'hydratation, aux types d'hydrates, aux différents états de l'eau dans la matrice, et le 
comportement mécanique macroscopique. L'aspect modélisation est ensuite abordé de 
manière non exhaustive. Ce chapitre bibliographique s'achèvera avec le paramètre central de 
notre étude, à savoir l'effet de la température sur les différentes propriétés et plus 
particulièrement sur le retrait et le fluage, avec la présentation des modèles prenant en compte 
cette influence. La relative ancienneté des études menées sur cette thématique et l'absence de 
données expérimentales sur les BHP justifient la nécessité de ce travail de thèse. 
Le deuxième chapitre sera consacré à la description du programme expérimental de retrait et 
fluage en compression uniaxiale établi afin de réaliser l'étude du comportement différé des 
formulations des BHP Andra en température. Trois températures représentatives ont été 
choisies, à savoir 20°C, 50°C et 80°C, conformément à celles potentiellement générées par 
l'exothermie des déchets radioactifs.  
Pour pouvoir mener à bien ce travail de recherche, deux dispositifs expérimentaux originaux, 
l'un pour le fluage propre et l'autre pour le fluage de dessiccation, ont été spécifiquement mis 
au point selon des cahiers des charges stricts pour respecter les conditions thermo-hydro-
mécaniques envisagées. Les éprouvettes ont été au préalable soumises à deux modes de cure. 
Une cure en eau a été choisie afin d'obtenir des tensions capillaires nulles et ainsi découpler 
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les mécanismes à l'origine des déformations différées en limitant l'interaction entre retrait et 
fluage. Le deuxième mode correspond au mode endogène, sans échange hydrique avec le 
milieu ambiant, de manière à reproduire les conditions réelles du matériau au coeur de la 
structure. La durée de cure a été choisie suffisamment longue pour travailler avec des 
matériaux matures et éviter ainsi le couplage avec l'hydratation du ciment et les réactions 
pouzzolaniques. L'historique de sollicitation thermo-mécanique a consisté à porter les 
échantillons à la température souhaitée avant d'appliquer la contrainte mécanique de 
compression uniaxiale, pour ne pas développer un fluage transitoire. Pour les études de retrait 
et de fluage en dessiccation, les matériaux sont soumis aux échanges hydriques juste avant la 
mise en température. 
Dans le dernier chapitre, nous présenterons l'ensemble des données expérimentales obtenues 
durant cette étude. Les résultats des comportements mécaniques instantanés, résistance en 
compression, module d'élasticité, cœfficient de Poisson, et ceux de comportement différé, 
retrait et fluage en modes endogène et dessiccation, pour les trois températures et les deux 
modes de cure seront analysés. La confrontation des évolutions de fluage en fonction de la 
température permettra d'estimer l’influence de celle-ci sur le comportement différé. Nous 
montrerons notamment que l'énergie d'activation du fluage propre est supérieure à celle 
associée à la viscosité de l'eau et que l'effet de la température ne peut donc être attribué à cette 
seule cause. Sur la base de ces données expérimentales, une modélisation du fluage propre 
pour l'ensemble des formulations sera proposée sur la gamme 20-50°C. Le modèle utilisé est 
récent, il intègre notamment la notion de potentiel de déformation différée du béton dont il 
sera question à de multiples reprises dans la thèse. Dans une seconde partie, plusieurs 
hypothèses de modélisation seront confrontées pour aboutir à une modélisation prenant en 
compte l’évolution de la microstructure constatée sur les BHP non fibrées à 80°C, l’étude sera 




































Dans ce premier chapitre bibliographique, nous allons rappeler successivement les principes 
conduisant à la formulation d’un Béton à Hautes Performances (BHP) ; nous étudierons par la 
suite la microstructure et les déformations différées des BHP à température ambiante. Nous 
aborderons alors la modélisation du fluage à température ambiante avant de nous intéresser 
aux comportements instantané et différé du béton en température. 
I.2 Composition des bétons a hautes performances 
Un Béton à Hautes Performances « BHP » peut être défini comme étant un béton qui a une 
porosité réduite. Cette minimisation de la porosité est généralement obtenue en utilisant des 
rapports Eau/Ciment ou Eau/Liant plus faibles que dans le cas des Bétons Ordinaires « BO », 
associé à l’ajout d’adjuvants afin d'assurer une ouvrabilité satisfaisante. Ainsi, plus le béton 
est compact et meilleures sont ses résistances. 
La rupture d’un béton se développe dans la partie la plus vulnérable des trois régions 
suivantes : la pâte de ciment, les granulats, ou la zone de transition entre la pâte-granulats 
appelé ITZ [Maso 1980]. Pour confectionner un béton résistant et performant, il faut par 
conséquent renforcer chacune de ces trois parties [Aïtcin et Mehta 1990].  
Pour parvenir à réduire la porosité d’une pâte de ciment hydratée, il faut réduire la quantité 
d’eau de gâchage. Cela n’est possible qu’avec l’utilisation d’adjuvants. L’utilisation 
d’additions minérales (fumée de silice par exemple) va également dans ce sens. Une pâte de 
ciment compacte permet une bonne transmission des contraintes aux granulats. Concernant 
ces derniers, le choix de leur nature minéralogique, de leur forme, de la dimension du plus 
gros granulat ainsi que l’optimisation de la distribution du squelette granulaire sont 
nécessaires. La réduction du rapport eau/ciment de la pâte et le choix de la nature 
minéralogique des granulats sont des paramètres qui permettent également d'améliorer la 
résistance de la zone de transition (considérée comme le maillon faible dans le cas des bétons 
ordinaires, notés BO).  
Dans ce paragraphe, nous allons tout d’abord passer en revue brièvement les composants 
traditionnels des bétons hydrauliques en précisant les paramètres importants vis-à-vis de la 
formulation d’un BHP. Nous nous intéresserons ensuite à l’apport des fibres vis-à-vis de leur 
influence sur le comportement mécanique des BHP.  




I.2.1 Le ciment 
Le ciment doit permettre au BHP d’atteindre une classe de résistance donnée, tout en assurant 
une bonne maniabilité et une finition de qualité. A titre d’exemple, les BHP de la gamme 50-
75 MPa peuvent être composés avec la plupart des ciments Portland commerciaux, alors que 
les BHP de résistance 75-100 MPa ne peuvent l’être qu’avec certains ciments, et rares sont les 
ciments Portland qui peuvent permettre d’obtenir tels quels des BHP de classe supérieure 
(BTHP de 100 à 125 MPa) [Aïtcin 2001]. Les performances des ciments commerciaux en 
termes de rhéologie et de résistance sont en effet très variables et seuls quelques uns 
possèdent simultanément de bonnes performances de résistances finales et de bonnes 
performances rhéologiques. Il existe bien évidement, comme nous le verrons par la suite, des 
solutions qui permettent de pallier aux manques de performances des ciments commerciaux, 
(utilisation de superplastifiants réducteurs d’eau, additions minérales, etc.). 
Les principales caractéristiques d’un ciment sont rappelées ci-dessous : 
La finesse du ciment : la recherche de la finesse optimale est une des exigences pour réaliser 
un BHP. La finesse régit de façon directe la résistance du béton. Plus le broyage est fin, plus 
les phases silicatées entourant les particules sont nombreuses, ce qui est bénéfique pour la 
résistance. Cependant, une finesse élevée rend les ciments réactifs et conduit à une formation 
rapide d’ettringite et de C-S-H lors de l’hydratation, impactant négativement la rhéologie 
[Nawa et al. 1991]. L’autre inconvénient d’une finesse importante est lié aux risques de 
fissuration dus à un fort retrait.  
La teneur en C3S : les ciments à teneur élevée en C3S présentent un intérêt pour la fabrication 
de BHP de forte résistance au jeune âge. En effet, le C3S présente une meilleure réactivité par 
rapport au C2S, ce dernier agissant plutôt sur les résistances à moyen et long terme. 
Composition de la phase interstitielle : elle régit la durabilité du béton en termes d’attaques 
chimiques. D’une façon générale, les ciments présentant un pH de la solution interstitielle 
faible sont plus résistants aux altérations chimiques (attaques acides en particulier). Ceci en 
raison de la meilleure stabilité chimique des phases solides qu’ils contiennent et de la 
diminution des gradients ioniques avec le milieu agressif qui en découlent. Un béton 
contenant peu de portlandite sera en particulier plus stable qu’un béton qui en contiendrait 
beaucoup [Camps 2008]. 




La teneur et morphologie du C3A : pour la formulation des BHP, l’utilisation d’un ciment 
contenant une faible teneur en C3A permet de faciliter le contrôle de la rhéologie. Une 
morphologie du C3A à dominante cubique est préférable à celle orthorhombique. En effet, la 
rhéologie d’un ciment à base de C3A cubique est facile à contrôler [Vernet et Noworyta 1992]. 
En outre, la limitation de la teneur en C3A améliore la durabilité du béton en permettant une 
meilleure résistance aux milieux agressifs, en particulier aux attaques sulfatiques externes en 
raison de la limitation du risque de formation d’ettringite secondaire. 
I.2.2 Les granulats 
Les granulats doivent avoir les caractéristiques adéquates permettant :  
- de résister aux contraintes transmises par la pâte de ciment ; 
- d’optimiser la densité du squelette granulaire final pour un béton compact ; 
- d’obtenir une zone de transition pâte-granulats de bonne qualité.  
Pour cela, les critères de sélection des granulats portent sur :  
La nature minéralogique : son incidence sur la qualité de l’ITZ (Interfacial Transition Zone) 
et sur les risques de développement de l’alcali-réaction semble avérée mais aussi sur les 
déformations différées du béton [Neville 1996]. Les granulats calcaires offrent en particulier 
une meilleure affinité chimique avec la pâte de ciment. Ils limitent les risques d’alcali-
réaction et possèdent des modules de compressibilité plus proche de la pâte de ciment que les 
granulats siliceux. En revanche, ils peuvent être sensibles à certaines altérations chimiques 
acides. 
Dimensions, volume et forme des granulats : la taille des granulats a une influence sur les 
propriétés de résistance et de durabilité des bétons [Gonilho Pereira et al. 2008]. Bien que 
l’utilisation de gros granulats permette de diminuer la demande en eau (faible surface à 
mouiller par unité de masse), ce qui va dans le sens de l’augmentation de la résistance, il n’est 
pas recommandé d’en utiliser dans les BHP, car ils se comportent comme des inclusions 
rigides de grandes dimensions, induisant des systèmes d’auto-contraintes importants. Ils 
altèrent également les capacités de déformations différées et les propriétés thermiques. Il est 
admis que ces risques sont limités tant que la dimension maximale est inférieure à 10 ou 12 




mm [Neville 2000]. Nichols (1982) a établi que, pour chaque résistance de béton et donc pour 
chaque rapport eau/ciment, il existe une dimension maximale optimale pour le granulat.  
De même, le volume des granulats possède un effet sur les propriétés mécaniques du béton. 
D’après Stocks et al (1979), les propriétés mécaniques (résistance en compression et module 
d'élasticité) augmentent avec la proportion de granulats, du moins dans le domaine des 
concentrations usuelles en granulats (60-75% en volume). Le même constat a été fait sur les 
déformations différées. Le fluage est d'autant plus faible que le volume relatif des granulats 
est conséquent. Il a été observé que le passage de la teneur volumique en granulat de 65 à 75 
% entraîne une diminution du fluage de 10 % [Pons et Torrenti 2008].  
Quant à la forme, l’utilisation de granulats concassés ou semi-concassés permet d'obtenir des 
meilleurs comportements mécaniques comparativement aux formes roulées [Mallier 1992]. 
L’optimisation de la distribution granulaire : elle permet d’augmenter la densité du squelette 
granulaire final et par conséquent d'obtenir un béton compact ayant de bonnes propriétés 
mécaniques. Parmi les méthodes d’optimisation de la répartition granulaire d’un béton, on 
peut citer Powers (1968), Bolomey (1935), Caquot (1937), Faury (1953) et plus récemment le 
modèle d’empilement compressible (MEC) [de Larrard 1999 ; 2000] mis au point au LCPC. 
I.2.3 Additions minérales 
Ajouter une ou plusieurs additions minérales en complément ou en substitution partielle d’une 
certaine quantité de ciment est une alternative très intéressante du point de vue des résistances 
mécaniques et de la rhéologie. Les aspects économiques et environnementaux ne sont pas à 
négliger non plus : dans le cas d’une substitution, le coût de l’ajout est généralement inférieur 
à celui du ciment et les ajouts présentent généralement des bilans carbones meilleurs que ceux 
du clinker.  
De nombreuses additions minérales contiennent de la silice vitreuse réactive qui, au contact 
de l’eau et en présence de chaux, développe une réaction pouzzolanique pour former des C-S-
H [Dron et Voinovitch 1982]. Il est important de noter que la vitesse à laquelle se développe 
la réaction pouzzolanique dépend de la température et de la finesse de la pouzzolane. Cette 
réaction peut être lente et peut parfois se développer sur plusieurs semaines. La réaction 
pouzzolanique existe non seulement avec la fumée de silice, mais aussi avec les cendres 
volantes ainsi que certains constituants des laitiers de haut fourneau. Nous rappelons ci-




dessous les caractéristiques de ces trois types d’additions à travers leurs fabrications, leurs 
différentes caractéristiques ainsi que leurs impacts sur la microstructure et les performances 
des bétons. 
La fumée de silice 
La fumée de silice est un coproduit de la fabrication du silicium et de différents alliages de 
silicium. Ce sont des ultrafines de silice récupérées par dépoussiérage. C’est une silice 
amorphe presque pure [Bache 1981] qui peut contenir un pourcentage très faible d’impuretés. 
La silice représente environ 90% de la composition chimique [Aïtcin 1983]. Les particules ont 
une forme sphérique de diamètre compris entre 0,1µm et 2µm. La dimension moyenne est 
100 fois plus faible que celles du ciment. La densité est de l’ordre de 2,2. La fumée de silice 
se caractérise par une extrême finesse 15000 – 25000 m2/kg (déterminée par adsorption 
d’azote). A titre de comparaison, la finesse du ciment déterminée suivant la même technique 
est de 1500 m2/kg. La teneur en dioxyde de silicium, SiO2, ne doit pas être inférieure à 80 % 
de la masse. La surface spécifique, déterminée par la méthode d’adsorption d’azote décrite 
dans la norme ISO 9277, ne doit être ni inférieure à 15,0 m2/g, ni supérieure à 35,0 m2/g [NF 
EN 13263-1+ A1 2009]. 
La fumée de silice est une pouzzolane très réactive de par son état amorphe et son extrême 
finesse [Traetteberg 1978]. L’effet pouzzolanique de la fumée de silice se traduit par une pâte 
de ciment durcie dense. En outre, sa grande finesse procure un effet physique de remplissage 
(effet filler) [Sellevold 1987 ; Rosenberg et Gaidis 1989 ; Khayat 1996].  
D’un point de vue rhéologique, les petites particules sphériques, bien dispersées dans le 
système eau-ciment, peuvent déplacer les molécules d’eau piégées à proximité des grains de 
ciment et les libérer pour qu’elles puissent contribuer à fluidifier le béton. De plus, 
l’incorporation de la fumée de silice réduit le ressuage interne et externe. Cette réduction du 
ressuage est bénéfique à la qualité de la zone de transition pâte-granulats [Goldman et Bentur 
1989]. 
La combinaison des différents modes d’action de la fumée de silice dans le béton permet la 
formation d’une microstructure très dense [Regourd 1983 ; Durekovic 1995]. 
Toutes ses caractéristiques font de la fumée de silice une ultra fine très intéressante à la fois 
du point de vue physique et chimique [de Larrard 1988], faisant d’elle un produit très répandu 




dans la fabrication des BHP [Malhotra et al. 1984 ; Berry et Malhotra 1987 ; Sellevold et 
Nielsen 1987].  
Toutefois, quelques inconvénients liés à leur emploi ont été recensés. Par rapport à la 
rhéologie d'un mélange de référence, [Ferraris et al. 2001] montrent que l'utilisation de la 
fumée de silice augmente la demande en eau et en superplastifiant que ce soit pour des pâtes 
de ciment ou bien pour des bétons. L’incorporation de fumée de silice rend parfois le béton 
collant, bien que les avis soient partagés sur cet aspect. Pour certains auteurs [Park 2005 ; 
Ferraris 2001 ; Shi et al. 1998], elle augmente le seuil de cisaillement et la viscosité tout en 
améliorant la compacité des mélanges. En revanche, Carlsward et al. (2003) constatent que la 
fumée de silice ne modifie pas la viscosité. Par rapport à la rhéologie d'un mélange de 
référence, [Ferraris et al. 2001] montrent que l'utilisation de la fumée de silice augmente la 
demande en eau et en superplastifiant que ce soit pour des pâtes de ciment ou bien pour des 
bétons.  
L’effet de la fumée de silice sur les propriétés physiques des bétons est très marqué surtout 
pour de faibles rapports E/L [Persson 1998]. Ainsi, les résistances en compression de BHP 
formulés avec de la fumée de silice sont considérablement améliorées [Persson 1992, 1998]. 
La porosité est considérablement réduite à l’interface pâte-granulats comparée à celles des BO 
[Hassan et al. 1998]. Les propriétés de transport (perméabilité et diffusion d’oxygène, 
migration des chlorures) des BHP avec fumée de silice sont améliorées ainsi que la 
perméabilité qui est réduite de 71% et 87% à 1 et 365 jours respectivement comparée à celle 
des BO [Hassan et al. 2000]. Ces améliorations sont dues à la fois à la réaction pouzzolanique 
par transformation d’une partie de l’hydroxyde de calcium en C-S-H et à l’effet filler (effet de 
colmatage d’une partie de la porosité).  
Enfin, le fluage ainsi que le retrait de dessiccation de BHP avec fumée de silice sont 
considérablement réduits [Jianyong et Yan 2001]. En revanche, le retrait d’autodessiccation 
(retrait endogène) est amplifié du fait de l'augmentation de la pression capillaire due à la 
porosité fine des BHP incorporant de la fumée de silice [Johansen et al. 2003]. Ces 









Les cendres volantes 
Les cendres volantes (CV) sont des particules très fines récupérées par dépoussiérage des 
centrales thermiques. La composition chimique des cendres volantes dépend de l’origine du 
combustible brûlé dans les centrales thermiques et dès lors diffère d’une centrale à l’autre, 
voire peut évoluer dans le temps sur un même site. La somme des teneurs en silice (SiO2), 
alumine (Al2O3) et oxyde de fer (Fe2O3) ne doit pas être inférieure à 70%. La proportion en 
SiO2  réactive doit constituer au moins 25% de la masse [NF EN 450-1 2005]. Les CV 
peuvent être classées en trois classes principales :  
- CV silico-alumineuses (classe F ASTM) avec une teneur en silice (SiO2) qui varie de 47 à 
59%, une teneur en alumine (Al2O3) d’environ 22%, et une teneur en oxyde de fer (Fe2O3) 
variant de 6 à 9%. 
- CV silico-calciques (classe C ASTM) avec une teneur en silice aux alentours de 36%, une 
teneur en alumine de 17% et environ 6% d’oxyde de fer. 
- CV sulfo-calciques qui contiennent 13 à 24% de silice, une forte teneur en calcium et soufre 
(59% de CaO et 15% SO3), 5 à 18% de Al2O3 et enfin 3 à 17% de Fe2O3. 
La morphologie des CV peut être diverse : Les CV sont constituées de particules de forme 
majoritairement sphérique avec une distribution granulaire similaire à celle du ciment 
Portland. Elles peuvent contenir des sphères creuses ou des particules angulaires [Aïtcin 
2001]. 
L’effet le plus notable de ces additions est l’augmentation de la résistance à long terme par 
réaction pouzzolanique [Hassan et al. 2000]. Selon Felekoglu et al (2003), l’utilisation de 
cendres volantes entraîne une réaction pouzzolanique entre la phase vitreuse des cendres et la 
portlandite (CH) produite par l’hydratation du ciment, ce qui conduit à la formation de gel de 
C-S-H, et donc à l’augmentation de la résistance en compression surtout à long terme. 
Contrairement aux cendres volantes de classe C, celles de classe F réduisent le développement 
de la résistance au jeune âge du béton mais augmentent sa durabilité [Koehler 2007].  
Hassan (2000) a observé une amélioration significative à long terme de la résistance à la 
compression de la porosité et des propriétés de transport (diffusion et perméabilité) des BHP 




contenant 30% de cendres volantes [Patel et al. 2004]. Cependant, leur effet sur la résistance 
en compression de BHP semble très tributaire du rapport E/L utilisé [Hui-sheng et al. 2009] 
Laitier de haut fourneau 
Le laitier de haut fourneau (LHF) est un coproduit de la fabrication de la fonte dans les hauts 
fourneaux. Il est constitué de chaux (45 à 50 %), de silice (25 à 30 %), d’alumine (15 à 20 %) 
et d’environ 10% de magnésie, d’oxydes divers et de manganèse. 
Comme pour la fumée de silice, le laitier peut être ajouté soit directement dans la composition 
du ciment (cas du ciment CEM II), soit vendu séparément et introduit dans la composition des 
bétons en tant qu’ajout. 
Le laitier présente des caractéristiques intéressantes en tant qu’addition minérale [Hinrichs et 
Older 1989] surtout par rapport à la constance de sa composition chimique.  
D’après Park (2005), le remplacement d’une partie du ciment par des laitiers de hauts 
fourneaux permet globalement de réduire le seuil de cisaillement et la viscosité des pâtes de 
ciment [Park et al. 2005]. Shi et al (1998) avaient montré que le laitier de haut fourneau 
adsorbe le superplastifiant, ce qui impliquerait une demande plus importante en 
superplastifiant pour obtenir une même fluidité ou une même valeur du seuil de cisaillement. 
L’autre avantage d’une substitution du laitier est la réduction des pics de température causés 
par l’hydratation. Cet avantage dépend toutefois de la finesse du laitier. 
Il a été observé que le fluage et le retrait de dessiccation diminuent dans le cas de BHP 
contenant du LHF comme addition [Jianyong et Yan 2001]. Quant à son effet sur la résistance 
en compression, il n’est perceptible qu’à long terme [Hogan et al. 1981] à cause de 
l’hydratation initiale très lente du laitier [Neville 2000]. En outre, cette hydratation n'est que 
très rarement complète. 
I.2.4 Influence du rapport E/L 
Le rapport « eau/liant équivalent » «E/L», défini dans la norme NF EN 206-1 [NF EN 206-1 
2004] comme étant le rapport entre la masse de la teneur en eau efficace E et la teneur en liant 
équivalent L dans le béton frais, est un facteur fondamental dans la fabrication de BHP. Le 
terme “liant équivalent” utilisé dans les formulations BHP désigne la somme de la quantité de 




ciment et de la quantité d’additions minérales pondérée d’un coefficient de prise en compte de 
l’addition considérée k traduisant son degré d'activité comparativement à celle du ciment [NF 
EN 206-1 2004].  
L= C + kA  
Avec C la quantité de ciment par mètre cube de béton (en kg/m3) ; 
A la quantité d'addition par mètre cube de béton (en kg/m3) ; 
k est le coefficient de prise en compte de l’addition considérée (à titre d’exemple, k = 2 dans 
le cas où l’addition incorporée est la fumée de silice [NF EN 206-1 2004]). 
Pour atteindre les performances requises pour pouvoir qualifier un béton de BHP, le rapport 
E/L doit être réduit en utilisant, d’une part, davantage de ciment tout en réduisant la quantité 
d’eau de gâchage (grâce à l’utilisation de superplastifiants), et d’autre part, en remplaçant 
chaque fois que cela est possible, une partie du ciment par un volume égal d’additions 
minérales pouzzolaniques. Un faible E/L permet non seulement la réduction de la porosité de 
la pâte de ciment hydraté, mais aussi la fabrication de produits d’hydratations de haute densité 
(voir paragraphe § I.3.3) qui sont la clef de la fabrication de bétons plus résistants et durables. 
I.2.5 Adjuvants superplastifiants 
Comme nous l’avons vu précédemment, l’eau de gâchage remplit deux fonctions principales : 
une fonction chimique d’hydratation des particules anhydres du ciment et une fonction 
physique qui consiste à donner au béton les propriétés rhéologiques nécessaires à sa mise en 
place à l’état frais. L’idéal serait de formuler des bétons avec assez d’eau pour, à la fois, 
développer la résistance optimale du ciment et conférer au béton frais une maniabilité 
appropriée. Or, les particules de ciment présentent de nombreuses charges électriques ou 
superficielles non saturées. Au contact de l’eau (fluide polaire), les particules de ciment 
floculent [Kreijger 1980 ; Paillière 1982 ; Legrand 1982]. En floculant, elles retiennent une 
certaine quantité d’eau qui n’est plus disponible pour assurer l’ouvrabilité désirée du béton.  
En l’absence d’adjuvants réducteurs d’eau, il est donc nécessaire d’utiliser davantage d’eau 
que nécessaire pour hydrater le ciment et obtenir une bonne maniabilité. Cependant, ce 
surplus d’eau crée de la porosité à l’intérieur de la pâte de ciment qui affecte les propriétés 
mécaniques et de durabilité du matériau béton.  




L’utilisation d’adjuvants chimiques capables de diminuer la tendance de floculation des 
particules de ciment est la solution pour parvenir à réduire le rapport E/L tout en gardant une 
maniabilité convenable du béton à l’état frais. Il s’agit d’adjuvants réducteurs d’eau ou 
superplastifiants haut réducteurs d’eau. 
De par leur fort pouvoir dispersant [Hewelt et Rixom 1977; Hattori 1979 ; Meyer 1979], les 
superplastifiants rendent possible la confection de bétons fluides avec des rapports E/L 
inférieur à 0,30. La taille et le volume des pores sont ainsi réduits, rendant les pâtes de 
ciments plus denses, ce qui améliore considérablement la résistance à la compression et la 
durabilité du béton.  
En revanche, une attention particulière doit être apportée à la compatibilité ciment-
superplastifiant, car les différents ciments Portland ne se comportent pas de la même façon 
avec tous les superplastifiants. 
I.2.6 Cas particulier des BHP fibrés 
Le renforcement du matériau béton par incorporation de fibres a pour objectif de lui conférer 
sous sollicitation mécanique une capacité portante résiduelle post-pic et une ductilité à 
l’échelle de la structure. Le comportement mécanique des bétons fibrés ainsi que le 
mécanisme de fonctionnement des fibres ont fait l’objet de nombreuses recherches [Rossi 
1998 ; Taylor et al. 1997 ; Camps 2008 ; Hameed 2010]. L’action des fibres n’est perceptible 
qu’à l’amorce des premières microfissures. Elles assurent alors le transfert des contraintes et 
limitent ainsi l’ouverture et la propagation des microfissures par un mécanisme de couture 
retardant ainsi l’apparition des macro-fissures. Ce mécanisme est particulièrement visible 
sous sollicitation de traction durant laquelle l’ouverture de fissure se fait dans la direction 
normale à leurs bords (mode I), faisant travailler la fibre en traction. Ce mode de sollicitation 
est favorable au bon comportement des fibres. La Figure I-1 illustre l’apport des fibres sur le 
comportement en traction pure, notamment en phase post-pic pour différentes quantités de 
fibres. Leur effet sur le comportement en compression est moins efficace [Hameed 2010]. 





Figure I-1: Comportement en traction directe en fonction du pourcentage en fibres métalliques 
[Taylor et al. 1997]. 
La Figure I-1 met en évidence une augmentation de la résistance et de la ductilité du matériau 
en traction en présence de fibres d'autant plus significative que le dosage est élevé. Outre la 
proportion de fibres, le type (métallique, polypropylène, ...), la géométrie, la distribution et 
l’orientation des fibres sont autant de paramètres influents sur le comportement mécanique 
des bétons fibrés. Quant à la rhéologie, elle est fortement dépendante du dosage et de 
l’élancement (le rapport longueur / diamètre) des fibres. Cela a été démontré 
expérimentalement par Rossi [Rossi 1998]. Plus récemment, Hameed a montré les synergies 
positives résultant de fibrages mixtes associant des fibres métalliques de caractéristiques 
mécaniques différentes (modules d'élasticité de 140 et 210 GPa et résistances en traction de 
2000 et 1200 MPa) [Hameed 2010].  
Notons enfin que l’incorporation de fibres dans un BHP conduit généralement à une baisse de 
compacitée lié à l’affaiblissement des propriétés rhéologiques, qu’il est nécessaire de 
compenser par des additions minérales (fillers) et l’ajout des superplastifiants. 
Les fibres n’ont pas d’impact sur les déformations différées libres. [Nacoulma 1990] a ainsi 
montré, à partir d’une étude comparative entre deux bétons avec et sans fibres, formulés avec 
un même ciment que les retraits étaient équivalents. En revanche, les fibres deviennent actives 
dans le cas d’un retrait empêché en répartissant la microfissuration et en différant ainsi la 
rupture [Paillère et Serrano 1978 ; Granju 1991]. 




I.3 Microstructure des BHP 
Le BHP, comme tous les bétons, est avant tout un matériau hétérogène, constitué de deux 
phases principales : une phase liante que constitue la pâte de ciment durcie (matrice 
cimentaire) et une phase granulaire (granulats). La pâte de ciment durcie assure la fonction de 
« colle » responsable de l’adhérence des phases granulaires, conférant la rigidité au matériau 
(Phase liante). Cette pâte est polyphasique : phase solide, phase liquide et phase gazeuse. La 
phase solide est constituée des hydrates de ciment (grains hydratés) et d’anhydres (grains non 
hydratés). Elle contient principalement des silicates de calcium hydratés C-S-H, issus des 
réactions d’hydratation entre les constituants du ciment Portland et l’eau. La phase liquide 
correspond à l’eau interstitielle et la phase gazeuse aux vides remplis d’air et/ou de vapeur 
d’eau. Dans cette partie, nous allons passer en revue les principales caractéristiques de la 
phase liante des matériaux cimentaires dont la connaissance est nécessaire à la compréhension 
des phénomènes à l’origine des déformations différées : les constituants du ciment Portland, 
les produits de leur hydratation, leur microstructure, leurs principales caractéristiques 
chimiques et physiques. 
I.3.1 Composition et hydratation d’un ciment Portland 
Le ciment Portland est un mélange de clinker 95% et de sulfate de calcium 5%. Le clinker est 
obtenu par cuisson à 1420°C d’un mélange finement broyé et homogénéisé de calcaire (80%) 
et d’argile (20%). Le clinker est composé de 4 constituants principaux :  
Silicate tricalcique C3S (Ca3SiO5) : le C3S est le constituant majeur du clinker, sa proportion 
massique est de l’ordre de 60-65%. En substance, l’hydratation du C3S au contact avec l’eau 
passe par 4 périodes : 
- Période initiale : durant cette période de courte durée, les grains C3S réagissent 
















- Période dormante : la solution s’enrichit en ions calcium et hydroxyde non consommés par 
la réaction précédente et devient sursaturée par rapport à l’hydroxyde de calcium qui précipite 
sous forme de portlandite Ca(OH)2. 
2
2 )(2 OHCaOHCa →+ −+  (I-2) 
- Période de prise : lors de cette période, les réactions d’hydratation s’accélèrent. La 
précipitation de la portlandite produit un effet de « pompe à calcium » qui augmente la 
cinétique de la réaction de formation des C-S-H. 
- Période de durcissement : elle est caractérisée par un ralentissement des réactions dû à la 
couche d’hydrates importante qui enrobe les grains de C3S diminuant par là la diffusion de 
l’eau et la vitesse d’hydratation du cœur des grains.  
Au final, la réaction globale des réactions d’hydratation des C3S s’écrit : 
QCHxSHCHxySC yx +−+→−++ )3()3(3  (I-3) 
Q étant la quantité de chaleur dégagée par la réaction. 
La stoechiométrie du C-S-H, donnée par le rapport C/S (CaO/SiO2) et traduite par la lettre x, 
varie au cours de l’hydratation entre 1 et 2. Elle vaut en moyenne 1,7 dans le cas d’une pâte 
de ciment ordinaire [Taylor 1997]. Pour un matériau saturé, la valeur de y proposée est 3,91 
[Taylor 1990].  
Silicate bicalcique C2S (Ca2SiO4) : la proportion massique du C2S contenu dans le clinker est 
environ de 10 à 20%. L’hydratation du C2S est semblable à celle du C3S mais se distingue par 
une cinétique plus lente et aussi une teneur en portlandite plus faible. La réaction 
d’hydratation du C2S est moins exothermique que celle du C3S. Pour un rapport C/S égal à 
1,7, l’équation globale s’écrit : 
QCHSHCHySC ++→++ 5.0)3.0( 7.12  (I-4) 
 
Aluminate tricalcique C3A (Ca3Al2O6) : sa proportion dans le Clinker varie d’un minerai à 
l’autre entre 8 à 12%. L’hydratation des aluminates de calcium au contact de l’eau se produit 
de façon similaire à celle des silicates de calcium, selon les mêmes processus de dissolution et 




d’hydrolyse, mais avec un dégagement de chaleur plus important. En l’absence de sulfate de 
calcium, une rigidification se produit par formation du C3AH6. C’est afin d’éviter une prise 
rapide de la pâte que l’on ajoute du sulfate de calcium au clinker sous forme de gypse 
( OH2,CaSO 24 ), de plâtre ou hymihydrate ( OH5.0,CaSO 24 ) ou d’anhydrite ( 4CaSO ). 
Tant que la concentration en sulfate est suffisante, le trisulfoaluminate de calcium hydraté 
( OH26,)OH()SO(AlCa 2123426 ) ou ettringite ( 3236 HSAC  en notation cimentaire) se forme 
préférentiellement car il s’agit de la phase la moins soluble.  
QHSACH26HSC3AC 323623 +→++  (I-5) 
A l’épuisement des sulfates, ce sont les hydroaluminates de calcium tel que C4AH13 et ses 
homologues mono-substitués (monosulfoaluminate de calcium, monocarboaluminate de 
calcium…) qui précipitent. 
QHSACH10HSCAC 12423 +→++  (I-6) 
Aluminoferrite tétracalcique C4AF (Ca3Al2O10Fe2) : avec une proportion de 8 à 10%, il 
s’hydrate de façon analogue à celle du C3A avec une vitesse ralentie, un faible dégagement de 
chaleur et des hydrates formés contenant de l’oxyde de fer Fe2O3. 
I.3.2 Principaux hydrates de la pâte de ciment durcie 
Nous présentons les principaux hydrates issus de l’hydratation du clinker portland qui 
composent à 90% la pâte de ciment durcie. 
I.3.2.1 Silicate de calcium hydraté C-S-H 
Ils constituent 70% en masse de la phase liante de la pâte de ciment durcie. Ces composés 
amorphes nanocristallins confèrent à la pâte de ciment durcie ses principales propriétés 
notamment les caractéristiques mécaniques. Leur structure est lamellaire en feuillet. La 
structure interfeuillet dépend de la concentration de la solution interstitielle en hydroxyde de 
calcium. On distingue les C-S-H de par :  
Leur rapport Ca/Si ; il existe trois phases distinctes de C-S-H dépendant du rapport Ca/Si : 




- C-S-H-α correspondant à 0,66 < Ca/Si < 1 (à l’interface de la fumée de silice dans le cas de 
ciment avec ajout de fumée de silice), 
- C-S-H-β correspondant à 1 < Ca/Si < 1,5 
- C-S-H-γ correspondant à 1,5 < Ca/Si < 2 (cas de ciment CEM I). 
Leur morphologie ; on définit les C-S-H externes de morphologie plutôt fibrillaire et les C-S-
H internes de morphologie plus compacte. Leur proportion dépend directement du rapport 
E/L [Tennis et Jennings 2000]. 
I.3.2.2 Portlandite 
La portlandite est la dénomination minéralogique de l’hydroxyde de calcium cristallisé 
Ca(OH)2. Sa proportion massique est d’environ 20%. Elle représente la phase la plus soluble 
de la pâte de ciment hydratée. Sa solubilité dans l’eau est de 22 mmol/l à 25°C. La portlandite 
cristallise sous forme de cristaux hexagonaux. 
I.3.2.3 AFt et AFm 
L’AFt désigne le trisulfoaluminate de calcium hydraté appelée également ettringite 
(3CaO.3CaSO4.Al2O3.32H2O). L’AFm désigne quant à lui le monosulfoaluminate de calcium 
hydraté. Ils ont des structures différentes. L’ettringite se présente sous forme d’aiguilles tandis 
que les monosulfoaluminates de calcium hydratés sont de structure hexagonale dérivant 
directement de celle de la portlandite.  
I.3.3 Particularité de l’hydratation des BHP 
Etant donné que les BHP sont formulés à partir des mêmes ciments que les bétons usuels 
(bétons ordinaires BO), les réactions chimiques, processus d’hydratation et hydrates formés, 
sont par conséquent analogues. La différence réside dans le volume ainsi que dans la 
compacité des hydrates produits : produits internes de haute densité (High Density HD) ou 
externes de faible densité (Low Density LD). La nature de ces derniers est étroitement liée au 
rapport E/L [Tennis et Jennings 2000]. En effet, en réduisant le rapport E/L (cas des BHP) de 
la pâte de ciment, les particules de ciment se rapprochent les unes des autres laissant ainsi 
moins d’espace pour les produits externes [Mehta et Monteiro 1993]. En conséquence, la 




principale caractéristique des gels de C-S-H issus d’un faible ratio E/L réside dans leur 
compacité et une plus grande proportion de gels HD que dans le cas de gels issus d’un ratio 
E/L grand. 
I.3.4 Structure et morphologie des gels de C-S-H  
Comme nous l’avons dit, le béton est un matériau hétérogène, composé principalement de 
deux phases solides : les granulats de rigidité élevée et ne fluant pratiquement pas par rapport 
à la pâte et la pâte de ciment. Cette dernière est en effet le siège des déformations différées. 
Pour comprendre les mécanismes des phénomènes physicochimiques intrinsèques aux 
déformations différées, la connaissance de la structure physique ainsi que la chimie des 
principaux hydrates du ciment, les C-S-H, à une échelle microscopique est nécessaire. Le 
modèle de la littérature que nous présentons ici pour schématiser la microstructure du gel C-
S-H est celui proposé par Feldman et Sereda (1968). Ce modèle offre une description 
plausible de ces hydrates pour expliquer les mécanismes des phénomènes à l’origine des 
déformations différées. La structure des C-S-H est schématisée sous la forme de lamelles 
constituées chacune de 2 à 4 feuillets de C-S-H (Figure I-2). L’espace interfoliaire entre 
feuillets est d'environ 150 à 300 nm [Regourg 1982]. Ces feuillets sont capables d’avoir un 
mouvement relatif et la pénétration ou le départ de l’eau des espaces interfoliaires est 
possible. 
 
Figure I-2: Représentation schématique de la microstructure du gel de C-S-H selon le modèle de 
Feldman et Sereda (1968). 




Les feuillets sont liés entre eux par des forces superficielles ou parfois par des liaisons 
ioniques covalentes rigides. Ces liaisons se renforcent au cours du séchage, mais elles seraient 
détruites lors de l’humidification [Baroughel-Bouny 1994]. Ce phénomène expliquerait en 
partie que la résistance mécanique du béton à l’état humide soit plus faible que celle du 
matériau sec. Les forces physiques qui s’exercent entre les feuillets de nature hydrophile, 
séparés par une mince couche d’eau, sont les suivantes : 
- Forces de Van-der-Waals (attractives) ; 
- Forces électrostatiques (répulsives) ; 
- Les interactions stériques et les forces dues à la structuration de l’eau (répulsives). 
Le modèle de la structure du gel C-S-H proposé par Feldman et Sereda permet d’interpréter 
l’influence de l’humidité relative sur les propriétés physiques et mécaniques de la pâte de 
ciment. La Figure I-3 présente de façon simplifiée les phénomènes de désorption et 
d’adsorption de l’eau qui sont principalement liés aux mouvements de l’eau interfeuillet. De 
la même façon, dans le modèle de Munich (1976) (Figure I-3), les mécanismes de retrait et 
de gonflement sont attribués aux mouvements de l’eau dans la structure du gel C-S-H. Dans le 
gel C-S-H sec, les particules sont à l’état de contraction, du fait des forces de tension 
superficielle. Les forces de tension sont réduites par l’eau absorbée sur les particules. 
L’augmentation du volume est évidente. Le gonflement complémentaire est provoqué par la 
pression de disjonction [Hager 2004]. 
 
Figure I-3: Modèle de Munich 1976 de gonflement du gel C-S-H en trois différents états d’humidité 
source [Wittmann 1987]. 




I.3.5 L’eau dans la pâte de ciment 
Le rôle de l’eau est essentiel dans la description des déformations différées du béton [Powers 
1968 ; Acker et Ulm 2001]. Pour pouvoir cerner le rôle de l’eau dans les phénomènes différés 
de retrait et fluage, il est nécessaire de connaître les différents types d’eau, ses liaisons, sa 
structure, son mouvement (diffusion) et les tensions qu’elle génère par son mouvement dans 
la structure des C-S-H.  
I.3.5.1 L’eau libre et capillaire 
Elle occupe les macrospores et fissures et échappe aux forces d’attraction des surfaces solides 
L’eau capillaire est la phase condensée remplissant le volume poreux et séparée de la phase 
gazeuse par des ménisques. Cette eau obéit aux lois de capillarité.  
L’évaporation de l’eau libre et capillaire s’effectuerait entre 30 et 120°C. La vitesse de 
montée en température est un paramètre influent. En effet, La vapeur n’arrive pas à 
s’échapper lorsque cette vitesse est élevée [Khoury 1983]. A titre d’exemple, avec une vitesse 
de 1°C/min à 100°C, seuls 3% de l’eau s’évaporerait, alors que la proportion atteindrait 9% 
avec une vitesse de 0,2°C/min à 100°C [Hager 2004]. 
I.3.5.2 L’eau adsorbée 
Cette eau est adsorbée soit : 
- physiquement via les forces d’attractions type Van-der-Waals et les forces électriques 
superficielles des particules C-S-H ; on parle dans ce cas là d’adsorption physique. 
- chimiquement en mettant des électrons en communs avec les surfaces solides des hydrates 
(C-S-H) de la pâte de ciment et il s’agit alors de l’adsorption dite chimique.  
Le nombre de molécules d’eau adsorbées physiquement peut aller de un à cinq en fonction de 
l’humidité relative des pores. L’eau adsorbée à l’intérieur et à l’extérieur des feuillets C-S-H 
est une eau fortement liée. L’évacuation de cette eau ne se ferait qu’à des températures plus 
élevées (120°C-300°C) par rapport à l'eau libre [Hager 2004]. 




I.3.5.3 L’eau chimiquement liée 
Cette eau est combinée aux hydrates dont elle fait partie, sous forme d’eau de cristallisation. 
De ce fait, elle n’est plus considérée comme eau faisant partie de la phase liquide. La 
libération de l’eau chimiquement liée par l’augmentation de la température provoque la 
déshydratation de la pâte de ciment (nous reviendrons sur ce point lorsque nous étudierons la 
stabilité des hydrates en température). 
I.3.6 L’eau dans les C-S-H 
D’après les expérimentations menées par Sierra (1974 cité par Regourd 1982), l’eau serait 
présente dans le gel C-S-H sous trois formes : 
L’eau hydroxylique : cette eau est chimiquement liée aux atomes de silicium et de calcium 
par des hydroxyles (groupement OH) sur les faces internes et externes des feuillets. On trouve 
deux OH par feuillet. 
L’eau interfoliaire ou interfeuillet : elle est liée aux feuillets par des groupements 
hydroxyles. Elle contribue à la cohésion intrinsèque de la lamelle. L'extraction des molécules 
d’eau interfoliaire triplement liées par des ponts hydrogène nécessite un séchage avec une 
température comprise entre 30°C-120°C.  
L’eau interlamellaire : elle est adsorbée aux surfaces des lamelles soit par un hydroxyle, soit 
liée à d’autres molécules d’eau.  
Le schéma de la Figure I-4 ci-dessous de Sierra considère le modèle lamellaire des C-S-H. Il 
illustre les liaisons des trois formes d’eau dans les C-S-H. Tous les processus d’évacuation de 
l’eau libre, liée et adsorbée sont difficiles à dissocier, ce qui ne facilite pas les observations 
scientifiques [Hager 2004].  





Figure I-4: État de l’eau dans le gel de C-S-H selon Sierra (1974 cité par Regourd 1982). 
I.3.7 Porosité de la pâte de ciment 
La porosité d’un béton, caractérisée par sa taille et son interconnexion, est un paramètre 
important dont la durabilité en termes d’attaques d’agents agressifs mais aussi les 
déformations différées (retrait et fluage) sont tributaires. La structure poreuse régit la 
difficulté de mouvement de l’eau. Dans une pâte de ciment, on constate deux types de 
porosité :  
- une porosité capillaire constituée de pores de gros diamètres supérieurs à 100 nm (d’après la 
figure I-5) issus de vides vestiges de l’eau capillaire qui ne participe pas à l’hydratation ; 
- une porosité des hydrates (pores de très faibles diamètres, de l’ordre du nanomètre).  
Le diamètre et la distribution des pores notamment dépendent de plusieurs paramètres que 
nous allons détailler. 
La porosité dans la pâte de ciment est principalement régie par le facteur E/C ou E/L. De 
manière générale, la porosité capillaire diminue avec le rapport E/C (Figure I-5) et avec le 
degré d’hydratation (ou l’âge) (Figure I-6). On peut également constater l'absence de porosité 
capillaire pour les bétons à faible rapport E/C tels que les BHP (Figure I-5), ou à partir d’un 
certain degré d’hydratation (90 jours) pour un rapport élevé de 0,7. L’humidité relative ou 
humidité environnementale a également une influence. Au-dessous d’une humidité relative 
d’environ 75%, le processus d’hydratation est fortement ralenti, voire même arrêté [Patel et 
al. 1988]. 





Figure I-5 : Influence du rapport E/C sur l’évolution porosimétrique de pâtes de ciment Portland 
âgées de 28 jours, d’après [Mehta 1980]. 
 
Figure I-6: Influence de la durée de l’hydratation sur l’évolution porosimétrique d’une pâte de ciment 
Portland de rapport E/C = 0,7, d’après [Mehta 1980]. 
En présence de cendres volantes ou de laitier, la plus grande taille des pores est augmentée 
aux très jeunes âges, mais à plus long terme, leur effet se traduit par une diminution de la 
taille des plus gros pores. En effet, les réactions pouzzolaniques entraînent la formation de C-
S-H secondaires qui réduisent la porosité, ce qui est favorable vis-à-vis de la durabilité 




[Feldman 1983]. Pour ce qui est de la fumée de silice, son effet sur la porosité des bétons est 
bénéfique notamment sur l’auréole de transition à l’interface pâte-granulat [Persson 1998]  
I.3.8 Influence de l’auréole de transition  
Au voisinage des granulats (sable est gravillons), il existe une variation locale de la teneur en 
eau. Dans cette zone-là, l’arrangement des grains de ciment est perturbé par les surfaces des 
granulats et la pâte se trouve confinée dans des espaces réduits. Cette zone, d'une épaisseur de 
l’ordre de quelques dizaines de micromètres pour les BHP contre environ 50 µm à 100 µm 
dans les BO avec E/L= 0,5 à 0,7, est dénommée, comme nous l'avons déjà présentée 
précédemment, auréole de transition ou ITZ (Interfacial Transition Zone) [Maso 1980 ; 
Ollivier 1995]. Elle se distingue du reste de la pâte par une porosité plus grossière et de larges 
cristaux. La Figure I-7 ci-dessous met en évidence l’effet de l’interface pâte-granulat sur la 
porosité. 
 
Figure I-7: Structure poreuse d’une pâte de ciment de type CEM I et de la pâte d’un mortier 
confectionné avec le même ciment (E/C = 0,4, 3 mois) [Bourdette et al. 1995]. 
Il résulte de cet accroissement local de porosité une moindre résistance lorsque le béton est 
soumis à des sollicitations mécaniques. Les fissures s'amorcent ainsi de façon préférentielle 
au niveau de l'interface. Pour pallier à cette fragilité observée dans les BO et pouvoir atteindre 
des hautes performances, un renforcement de cette zone doit être apportée [Aïtcin 1989 ; 
Baalbaki et al. 1991, 1992 ; Ezeldin et Aïtcin 1991]. L'incorporation de fumée de silice et la 
réduction du rapport E/L réduisent sa porosité mais aussi son épaisseur, et finalement sa 
fragilité. Aïtcin (2003) considère même cette zone comme inexistante dans certains BHP. Ce 




phénomène s'explique par la densification de la structure du matériau apportée par l’ajout de 
la fumée de silice. En outre, la nature pétrographique ainsi que la forme des granulats sont 
deux facteurs déterminants sur la qualité de l’interface pâte-granulats. En effet, les granulats 
calcaires réactifs en contact avec la pâte de ciment, contrairement à ceux neutres de type 
quartzeux, forment les plus fortes liaisons avec la pâte de ciment, rendant ainsi le matériau 
plus résistant. Quant à la forme, l’ITZ est de meilleure qualité lorsqu’ils sont concassés ou 
semi-concassés [Malier 1992]. 
I.4 Déformations différées des BHP à température ambiante  
Avant de nous intéresser au fluage des BHP en températures, nous allons tout d’abord nous 
focaliser sur ses déformations à température ambiante. Conventionnellement, les 
déformations différées sont séparées en deux catégories : les déformations différées 
indépendantes de tout chargement extérieur appelées retrait et celles dépendantes du 
chargement appelées fluage. Dans cette partie de chapitre, nous rappelons les mécanismes à 
l’origine des phénomènes responsables des déformations différées du matériau.  
I.4.1 Le retrait 
Par définition, on distingue deux types de retrait suivant le mode de conservation du béton. 
On parle ainsi de retrait endogène ou d’autodessiccation lorsqu’il n’y a pas d’échange 
hydrique avec le milieu extérieur. Ces déformations différées libres sont alors caractéristiques 
du comportement du matériau au cœur de la structure. Lorsque les échanges hydriques sont 
permis, le retrait est dit de dessiccation ou de séchage. 
I.4.1.1 Le retrait endogène 
Le retrait endogène est un phénomène identifié comme étant la conséquence directe de 
l’autodessiccation de la pâte de ciment, c’est-à-dire de la consommation de l’eau des pores 
capillaires par l’hydratation des grains de ciment non hydratés dans des conditions où 
l’échange hydrique avec l’extérieur est empêché et en l’absence de tout chargement extérieur. 
Ce phénomène est observé au cœur des structures massives en béton. Nous présentons les 
différents types de déformations libres qui se produisent dans l'ordre chronologique 
d'occurrence. 
 




Contraction Le Chatelier ou retrait chimique 
L’expérimentation de Le Chatelier a mis en lumière le fait que le volume des hydrates formés 
par la réaction d’hydratation est inférieur d’environ 20% au volume initial de l’eau et du 
ciment anhydre. Cette contraction a lieu sans apport ni départ d’eau (condition endogène). La 
contraction de Le Châtelier est une contraction d’origine chimique (un retrait chimique). Elle 
a lieu pendant les premières heures de l’hydratation (depuis le contact eau–ciment jusqu’au 
début de la prise). Le retrait chimique commence donc dès le gâchage (contact eau-ciment), et 
se poursuit après prise, tout au long de l’hydratation des grains anhydres du ciment mais ses 
conséquences à l’échelle du béton sont de moins en moins sensibles au fur et à mesure du 
durcissement de la pâte. Une fois la pâte durcie, la variation de volume « chimique » conduit 
à un abaissement de la teneur en eau des pores qui induit à son tour au retrait endogène par 
autodessiccation. Les tensions capillaires ainsi générées peuvent atteindre plusieurs MPa de 
dépression et provoquer une contraction du squelette solide de la pâte. La déformation de la 
pâte étant empêchée par la présence des granulats, des tensions et une microfissuration 
peuvent apparaître. La microfissuration induit à son tour une redistribution interne des 
contraintes [Pons et Torrenti 2008]. Sellier et Buffo-Lacarrière (2010) ont récemment exploré 
les effets de cette microfissuration pour concilier les modèles de fluage de dessiccation et de 
retrait. Nous reviendrons sur ce point dans la partie dédiée à la modélisation. 
Notons que la réaction d’hydratation s’arrête généralement si l’humidité relative interne 
descend en dessous de 70-80 % environ, [Xi et al. 1994], [Buffo-Lacarrière et al. 2007], 
limitant ainsi la valeur maximale possible de la dépression capillaire à l’origine du retrait 
d’autodessication. 
Retrait plastique et retrait thermique 
Ces deux types de retrait sont de durée relativement courte (ils se produisent durant les 
premières heures après coulage). Le premier type appelé retrait plastique est la conséquence 
de l’évaporation de l’eau ressuée à la surface du béton encore frais. C’est le résultat d’un 
déséquilibre entre le flux d’eau évaporée à la surface et l’apport d’eau provenant de la masse 
de béton en dessous. Ce déséquilibre produirait une forte contraction qui se manifeste par des 
fissures très ouvertes à la surface externe [Haouas 2007]. Une cure appropriée permet 
généralement de pallier à ce problème.  




Le second type appelé retrait thermique résulte de la contraction de la pâte de ciment et des 
granulats durant le refroidissement si la prise a eu lieu à une température élevée, en raison de 
l’exothermie des réactions d’hydratation [Pons et Torrenti 2008]. Un gradient thermique se 
crée entre le cœur de la structure et la peau (surface externe). Ce type de retrait est d’autant 
plus prononcé que la structure est massive (cas de centrales nucléaires, barrages, blocs de 
fondation, piles de pont…) où la température d’hydratation au cœur peut atteindre les 80°C 
[Buffo-Lacarrière et al. 2007].  
L’autodessiccation 
Comme nous l’avons vu plus haut, au fur est à mesure de l’avancement de l’hydratation de la 
pâte, le matériau se rigidifie et forme peu à peu un squelette caractérisé par une porosité 
importante. L'eau des pores capillaires continue à être consommée pour former de nouveaux 
hydrates qui comblent la porosité. Il en résulte une densification de la matrice et une 
diminution de la teneur en eau des pores. Ce séchage interne des pores s’accompagne par 
l'apparition d’un volume gazeux de vapeur d’eau. Il se forme alors un ménisque à l’interface 
eau-vapeur d’eau dans le pore. L’équilibre de ce ménisque obéit à la loi de dépression de 
Kelvin-Laplace. Ce phénomène provoque une mise en traction de l’eau et par réaction une 
mise en compression du squelette solide de la matrice cimentaire. Cette compression conduit 
à une variation de volume d’autant plus importante que le diamètre des pores est faible. Cela 
justifie le fait que les BHP et BTHP à microstructure plus fine ont un retrait endogène plus 
grand que celui des BO (diamètres de pores plus grands).  




I.4.1.2 Retrait de dessiccation 
Le béton se met à sécher lorsqu’il est soumis à un milieu ambiant à humidité relative 
inférieure au sien. Le séchage du béton n’est pas homogène entre le cœur et la peau de la 
structure. La Figure I-8 ci-dessous nous montre la variation de la teneur en eau dans un bloc 
imposant (prisme de dimension 100×100×200 cm) séchant de façon unidirectionnelle sur une 
longueur de 1 m pendant 12 ans [Acker et al. 1990]. On constate que l’équilibre hydrique est 
loin d’être atteint après 12 ans de séchage du fait de la faible perméabilité et de la faible 
diffusivité du béton. Dans le cas de cet exemple, la fin du séchage du bloc est estimée, par 
extrapolation, comme étant atteinte au bout de 120 ans. Le séchage des matériaux cimentaire 
est donc un phénomène très lent.  
 
Figure I-8: Distribution de la teneur en eau dans l’éprouvette à différentes échéances [Acker et al. 
1990]. 
Ce déséquilibre hydrique observé dans les matériaux cimentaires séchant provoque un 
gradient de contraintes capillaires qui induit un retrait de dessiccation dit apparent lorsque le 
matériau subit une microfissuration en même temps que le retrait (Figure I-9), ou potentiel 
lorsque le matériau ne subit pas de microfissuration [Acker 1988, 1991 ; Neville 2000]. En 
effet, comme le montre la Figure I-9, le gradient de dépression capillaire engendré par le 
déséquilibre hygrométrique amène par auto-équilibre de la traction au voisinage de la surface 
et de la compression au cœur [Pons 1998]. Ces tractions en surface peuvent conduire à une 
fissuration en peau et donc à une relaxation partielle des contraintes (Figure I-9) [Pons et 
Torrenti 2008]. 





Figure I-9: Autocontraintes de structure dues au retrait de séchage [Pons 1998]. 
De nombreux auteurs [Wittmann 1982 ; Young 1988 ; Neville 2000] s’accordent à dire que la 
distribution des pores et les caractéristiques du gel C-S-H influent beaucoup sur la 
déformation de retrait de dessiccation. Même si la dépression capillaire est le phénomène le 
plus intuitif pour expliquer le retrait de dessiccation, ce dernier ne résulterait pas que de ce 
seul mécanisme mais plutôt de la combinaison de plusieurs mécanismes. [Benboudjema 2002] 
inventorie trois principales forces à l’origine des mécanismes du retrait par séchage : 
La pression capillaire : Elle résulte de l’équilibre liquide-vapeur dans la porosité capillaire du 
béton. La diminution de l’humidité relative au sein du béton (du fait du séchage) induit une 
diminution de la pression de l’eau liquide, provoquée par la vaporisation de celle-ci. La 
coexistence des phases liquides (eau) et gazeuses (vapeur d’eau et air sec) entraîne la 
formation d’un ménisque à l’interface liquide/gaz, et donc l’apparition de tensions capillaires. 
Elles entraînent alors la contraction du squelette solide et provoque ainsi le retrait de 
dessiccation ; 




La pression de disjonction : L’eau associée à la pression de disjonction est en équilibre avec 
l’humidité relative environnante. Une diminution de l’humidité relative entraîne un départ de 
cette eau qui engendre une réduction de l'épaisseur de la couche d’eau adsorbée dans la zone 
d’adsorption empêchée et donc une diminution de volume apparent des hydrates qui se 
répercute sur le volume solide de la pâte ; 
Les forces d’adsorptions ou tensions superficielles : L’énergie surfacique des particules de 
gel de C-S-H crée des contraintes de traction en surface et des contraintes de compression au 
sein du solide. Lorsqu’il y a adsorption, les tensions surfaciques diminuent et s’il y a 
désorption, les contraintes induites augmentent, provoquant une contraction du solide et donc 
une déformation de retrait. 
I.4.2 Le fluage 
Par définition, le fluage est la faculté du béton à se déformer lorsqu’il est soumis à un 
chargement mécanique maintenu constant dans le temps. L’appellation fluage correspond aux 
déformations différées mesurées après l’application de la charge. De la même façon que pour 
le retrait, on définit deux types de fluage suivant le mode de conservation du béton durant le 
chargement. Le fluage est dit endogène ou propre si la surface du matériau est isolée 
hydriquement de l'environnement. On parle de fluage total ou en dessiccation lorsque les 
échanges hydriques en surface sont permis. 
I.4.2.1 Fluage propre 
Le fluage propre appelé aussi fluage endogène est la réponse donnée par le béton lorsqu’il est 
soumis à un chargement mécanique maintenu constant dans le temps, sans échange hydrique 
avec l’extérieur (en condition endogène). L’appellation fluage endogène est souvent utilisée 
dans la littérature en référence aux conditions de conservation pendant l’essai de fluage. Dans 
la pratique, la composante relative à la déformation de fluage propre est obtenue en 
retranchant la déformation du retrait endogène et la déformation élastique instantanée à la 
déformation totale mesurée sous chargement. Cette décomposition est purement 
conventionnelle car elle omet les interactions sous-jacentes entre retrait d’autodessication et 
fluage [Ulm et al. 1999 ; Sellier et Buffo-Lacarrière 2010]. Les mécanismes à l’origine du 
fluage propre ne font pas encore l’unanimité de la communauté scientifique. Un récapitulatif 
des mécanismes proposés est exposé dans la suite de ce paragraphe.  




I.4.2.2 Mécanismes du fluage propre 
Des études ont mis en évidence le rôle primordial de l’eau dans le mécanisme de la 
déformation de fluage propre du béton [Pihlajavaara 1974 ; Acker 1988 ; Cheyrezy et Behloul 
2001 ; Acker 2001]. Ils ont montré que la déformation de fluage propre d’un béton sec est 
négligeable. De plus, l’analyse de la cinétique du fluage propre de pâtes de ciment et de 
bétons a révélé l’existence de deux régimes de cinétiques différentes [Ruetz 1968 ; Ulm et 
Acker 1998] à savoir : 
- Fluage propre à court terme : caractérisé par une cinétique rapide durant les premiers jours 
qui suivent la mise en chargement mécanique. 
- Fluage propre à long terme : caractérisé par une cinétique plus lente qui tend à s'amenuiser 
avec le temps. 
I.4.2.2.1 A court terme 
Des mécanismes ont été proposés dans la littérature pour expliquer l’origine du fluage propre 
à court terme. En voici les principaux : 
L’effet de la pression osmotique : Les grains de ciment non hydratés et les pores capillaires 
sont séparés par une couche d’hydrates relativement perméable. Pour que la réaction 
d’hydratation puisse continuer, l’eau diffuse à travers la couche d’hydrates. Les propriétés 
physiques du gel et la présence d’anhydres seraient propices à la création d’une pression 
osmotique. Cette pression s’exerce sur le gel et affaiblit sa structure. L’application d’un 
chargement extérieur modifie alors les contraintes appliquées localement et entraîne la rupture 
localisée de liaisons, se traduisant au niveau macroscopique par la déformation de fluage 
[Ghosh 1973 cité par Benboudjema 2002] ;  
L’hydratation sous contraintes : L’hydratation d’1 cm3 d’anhydre produit environ 2,1 cm3 de 
gel hydraté. Ainsi, la moitié des hydrates produits occupent la place initiale du grain de 
ciment, alors que l’autre moitié diffuse vers la porosité capillaire où le gel se dépose. Dans le 
cas où un chargement mécanique est présent, la solubilité augmente et accélère le processus 
d’hydratation. Le gel ne peut se former en totalité dans l’espace proposé, ce qui entraîne une 
contraction des grains de ciment. A l’échelle macroscopique, cette contraction correspond à la 
déformation de fluage [Ghosh 1973 cité par Benboudjema 2002]. 




La déposition graduelle d’un nouveau gel sous charge (théorie de la solidification) : Le gel 
en formation se dépose sous un état de contraintes initialement nul (il ne participe pas à la 
reprise des efforts extérieurs). Au fur et à mesure que les particules de gel adjacentes fluent, le 
gel venant de se déposer commence à reprendre progressivement les contraintes. Cette 
redistribution des contraintes induit la déformation du gel néoformé et contribue à la 
déformation de fluage de la pâte de ciment [Bažant et Prasannan 1989 cité par Benboudjema 
2002]. 
La migration de l’eau absorbée dans la porosité capillaire sous contraintes [Lohtia 1970 ; 
Wittmann 1982 ; Ulm et Acker. 1998] : La diffusion s’amorce sous l’action des efforts 
extérieurs. Les contraintes sont retransmises à l’échelle microscopique, à travers l’assemblage 
des produits d’hydratation qui entourent les pores capillaires (Figure I-10 (a)). Ce transfert 
d’effort microscopique induit localement un déséquilibre thermodynamique entre les 
molécules d’eau en adsorption libre dans ces zones de transmission et celles qui sont plus loin 
(porosité capillaire). Pour restituer l’équilibre, les molécules d’eau diffusent dans les couches 
d’eau adsorbée (diffusion surfacique) vers la porosité capillaire, entraînant la déformation du 
squelette solide. Ce mécanisme a été adopté par Benboudjema pour construire son modèle de 
fluage [Benboudjema 2002]. 
 
Figure I-10: Mécanismes du fluage propre à court terme (a) et à long terme (b) proposés par Ulm et 
al. (1999). 




Cette dernière théorie selon laquelle le fluage propre à court terme serait dû à la migration de 
l’eau absorbée dans les pores capillaires sous contraintes semble la plus plausible vu qu’elle 
est appuyée par des constatations expérimentales :  
- Le fait que l’énergie d’activation associée au processus de déformation de fluage propre à 
court terme (environ 25 kJ.mol-1) [Day et Gamble 1983] soit relativement proche de celle 
associée à la migration de l’eau physi-sorbée dans les pores capillaires (environ 15 kJ.mol-1) 
[Dias et al. 1987]. 
- Le constat expérimental de Ulm et Acker (1998) remarquant que seule la cinétique de 
déformation du fluage propre à court terme est influencé par le rapport E/C, sachant que la 
principale différence entre des bétons de rapport E/C différents se situe au niveau de la 
distribution des pores capillaires [Hansen 1986 ; Baroghel-Bouny 1994]. Ce constat 
précisément corrobore l’idée que le fluage propre fait intervenir, à court terme, les pores 
capillaires [Ulm et Acker. 1998]. 
I.4.2.2.2 A long terme 
Après plusieurs années de chargement, la cinétique de la déformation du fluage propre du 
béton décroît considérablement. Bažant et al (1997) et Ulm et Acker (1998) s’accordent à dire 
que l’effet du vieillissement observé soit d’origine mécanique, lié à la relaxation des micro-
précontraintes (« micro-prestress ») dans les zones d’adsorption empêchée. La relaxation des 
micro-précontraintes se situe à l’échelle des nanopores de la pâte de ciment et a pour 
conséquence le glissement des feuillets de C-S-H qui serait responsable du fluage propre à 
long terme. A noter que la relaxation serait provoquée par la rupture des liaisons entre les 
surfaces solides sur-tendues localement et instables [Wittmann 1982] (Figure I-10 (b)).  
Des expériences confortent cette théorie qui suggère que le fluage propre à long terme soit lié 
au glissement des feuillets de C-S-H (mécanismes inventoriés par Benboudjema (2002)) : 
- Bentur et al. (1979) ont mesuré des valeurs de surface d’adsorption d’azote différentes entre 
des pâtes de ciment chargées et non chargées, ce qui n’est pas le cas avec de l’eau ou de 
l’hélium. Contrairement à ces deux dernières molécules de taille plus petite, la molécule 
d’azote ne peut pas accéder à la nanoporosité. Cette observation est donc en accord avec le 
mécanisme de glissement des feuillets de C-S-H car la déformation de cisaillement créerait de 




nouvelles surfaces accessibles aux molécules d’azote [Bentur et al. 1979 ; Guénot-Delahaie 
1997]. 
- Si l’eau contenue dans un spécimen en béton est remplacée par du méthanol (après que le 
spécimen a été désaturé), le spécimen a une déformation de fluage propre importante [Tamtsia 
et Beaudoin 2000]. Or, le méthanol est adsorbé physiquement sur les feuillets de C-S-H. De 
plus, il forme un complexe en réagissant avec les C-S-H. Ces deux processus conduisent à 
une diminution de l’intensité des forces entre les feuillets de C-S-H et donc à une 
augmentation de la mobilité au glissement. 
I.4.2.3 Fluage de dessiccation 
Pickett (1942) (cité par Bažant et Xi 1994) fut le premier à constater expérimentalement que 
la déformation issue d’une éprouvette de béton soumise à un chargement et au séchage 
simultanément était supérieure à la somme des déformations d’une éprouvette chargée scellée 
(fluage propre) et d’une éprouvette non chargée séchant (retrait de dessiccation) (illustration 
Figure I-11). Cette déformation additionnelle est appelée fluage de dessiccation. 
L’appellation « effet Pickett » est utilisée aussi dans la littérature en référence à Pickett. 
 
Figure I-11: L’expérience de Pickett [Bažant et Xi 1994]. 
Les phénomènes sources de cette déformation ne sont pas encore bien cernés et restent sujet à 
controverse. Toutefois, deux phénomènes phares semblent se dégager de la littérature pour 









I.4.2.3.1 Effet structural du fluage de dessiccation 
Il s’agit ici de la mobilisation de la totalité du retrait de dessiccation. En effet, nous avons vu 
qu’une éprouvette de béton non chargée soumise au séchage subit un déséquilibre hydrique 
qui provoque un gradient de contrainte entraînant de la compression au cœur et de la traction 
en peau (cas d’une éprouvette en dessiccation non fissurée). Si la traction en peau conduit à de 
la fissuration, l'effet du retrait ne peut plus être transmis au cœur. Par contre, lorsqu’on 
applique un chargement de compression l’état de contrainte résultant est illustré par la Figure 
I-12, et en supposant que l’intensité de la contrainte de compression introduite est suffisante 
pour qu’il n’y ait plus de traction en surface de l’éprouvette l’effet du retrait est transmis au 
cœur de l’éprouvette qui se contracte. Ainsi, un chargement appliqué permet le 
développement de la totalité du retrait de dessiccation contrairement au cas d’une éprouvette 
non chargée où un relâchement des autocontraintes par fissuration est observé. De plus, on 
observe que la fissuration d’une éprouvette en dessiccation chargée est moins prononcée que 
celle en dessiccation non chargée. 
 
Figure I-12: Effet d’un chargement sur un béton en dessiccation [Pons 1998]. 
I.4.2.3.2 Effet intrinsèque du fluage de dessiccation 
L’effet structural du retrait de dessiccation ne permet pas de justifier à lui seul la totalité de la 
déformation du fluage de dessiccation mesurée [Bažant et al. 1997 ; Granger 1997 ; 
Benboudjema 2002]. C’est la raison pour laquelle on doit considérer l’existence d’une part 
supplémentaire intrinsèque du fluage de dessiccation en plus de la part structurale.  
Selon [Benboudjema 2002], le mécanisme de fluage de dessiccation intrinsèque ne peut pas 
être lié directement aux mécanismes de fluage propre. Ceci a été mis en évidence par 




quelques constatations expérimentales. En effet, l’utilisation de laitier de haut fourneau réduit 
la déformation de fluage propre, mais augmente celle de fluage de dessiccation (Chern et 
Chan 1989 cité par Benboudjema 2002). A l’inverse, [Buil et Acker 1985] expliquent que la 
fumée de silice n’a pas d’influence sur la déformation de fluage propre mais réduit de façon 
significative celle de fluage de dessiccation.  
Plusieurs mécanismes ont été proposés dans la littérature afin d’expliquer le phénomène du 
fluage de dessiccation intrinsèque : 
La théorie de la consolidation émise par Ruetz (1968) : elle stipule que le chargement en 
compression accentue le départ de l’eau contenue dans la pâte de ciment, comme c’est le cas 
avec une éponge. Le départ de l’eau induit alors une contraction. Or, on sait que la perte en 
masse d’éprouvettes chargées et non chargées est la même (Figure I-13). De plus, la rigidité 
du squelette solide est beaucoup plus élevée que celle de l’eau [Bažant et Prasannan 1989]. 
Cette théorie n’a pas connu de succès, elle fut abandonnée aussitôt.  
 
Figure I-13: Évolution de la perte en masse pour différents niveaux de chargement [Lassabatère et al. 
1997 cité par Benboudjema 2002]. 
Le couplage entre la diffusion de l’eau et des éléments solides : 
Des particules solides formant la pâte de ciment pourraient se dissoudre (probablement les 
ions Ca2+), du fait des pressions exercées dans les zones d’adsorption empêchée. La partie 
dissoute diffuse, puis précipite au niveau des parois d’un macropore adjacent. Du fait de la 
dessiccation, les molécules d’eau qui diffusent, entrent en collision avec le solide et favorisent 
alors le processus de dissolution. Le départ de particules solides des zones d’adsorption 
empêchée, sous l’effet de la dessiccation, entraîne alors une contraction correspondant à la 
déformation de fluage de dessiccation intrinsèque [Bažant et Moschovidis 1973]. Cette 
théorie est difficile à vérifier. 




Le retrait induit par les contraintes «stress-induced shrinkage» [Bažant et Chern 1998] :  
Le fluage de dessiccation intrinsèque est lié à l’existence dans le béton de deux processus 
différents de diffusion de l’humidité : une diffusion macroscopique au sein des macropores du 
matériau (traduisant le séchage) et une diffusion microscopique dans les micropores. Dans le 
cas de la diffusion microscopique, les molécules d’eau passant des zones d’adsorption 
empêchée vers les pores capillaires dans la pâte de ciment accéléreraient le processus de 
rupture des liaisons atomiques entre les C-S-H, conduisant à l’apparition de la déformation 
supplémentaire. 
La relaxation des micro-précontraintes dans les zones d’absorption empêchée [Bažant et al. 
1997] : 
Ce mécanisme a été présenté dans le paragraphe § I-3.4.1.1.2. L’humidité relative, à travers 
son effet sur la pression de disjonction, entraîne une modification de l’amplitude des micro-
précontraintes, causant ainsi une variation de volume des hydrates. La raison pour laquelle 
cette variation de volume serait différente de celle occasionnée par le séchage seul n’est pas 
claire. 
Le fluage induit par la concentration des contraintes sur le gel de C-S-H [Brooks 2001] : 
Lorsque le béton est saturé, les contraintes macroscopiques sont redistribuées entre le 
squelette solide et l’eau présente dans les pores de gel. Lors du séchage, le départ de l’eau 
augmente l’amplitude des contraintes reprises par le squelette solide, induisant une 
déformation de fluage additionnelle. Dans ce cas également, on ne comprend pas bien 
pourquoi ces contraintes seraient différentes de celles dues au séchage seul. 
Le fluage induit par la variation du rayon de courbure des ménisques [Kovler 2001] : 
Dans le cas d’un chargement de compression, le volume de béton diminue, induisant une 
réduction du volume des pores et donc du rayon de courbure des ménisques dans les pores 
capillaires et donc une augmentation de la pression capillaire. Cette augmentation se traduit 
par l’apparition de la déformation de fluage de dessiccation. Notons que les variations 
volumiques sont généralement très faibles. Les variations de rayon de ménisque qui en 
résulteraient seraient donc limitées. De plus, l’eau serait chassée vers des pores plus gros, si 




bien que le rayon des ménisques ne varierait pas forcément, ce qui rend cette explication 
difficile à admettre. 
Les variations d’intensité des micro-endommagements intergranulaires et leur conséquence 
sur la transmission des effets hydriques aux inclusions [Sellier et Buffo-Lacarrière 2009] : 
Récemment, Sellier et Buffo-Lacarrière ont proposé d’expliquer le phénomène à partir d’une 
théorie de micro-endommagement intergranulaire : le béton est un matériau poly-phasique ; 
les phénomènes hydriques sont par conséquents distribués de façon aléatoire et hétérogène 
dans différentes zones. Des zones comprimées s’opposent au retrait induit par les zones 
soumises aux tensions hydriques. En l’absence de chargement extérieur, des micro-
endommagements apparaissent entre ces différentes zones [Burlion et al. 2007]. Si un 
chargement est appliqué sur le système, il va décaler les niveaux d’autocontraintes. Le 
décalage des niveaux d’autocontraintes induit une modification de la micro-fissuration 
(empêche la micro-fissuration ou la referme en présence d'un chargement de compression, 
l'accentue en présence d’un chargement externe de traction). Les transferts entre zones en 
compression et zones en dépression s’en trouvent modifiés tout comme cela a été expliqué 
pour la composante structurale du fluage de dessiccation. Ainsi, le fluage de dessiccation 
intrinsèque serait, au moins en partie, dû à des phénomènes de micro-fissuration 
intergranulaire plus ou moins empêchés par le chargement extérieur, induisant de fait des 
transmissions plus ou moins performantes depuis les zones en dépression capillaire vers les 
inclusions rigides (anhydres, autres hydrates, sables, granulats). Cette explication a permis à 
Sellier et Buffo-Lacarrière de mettre en place une modélisation hydromécanique (basé sur une 
évolution du coefficient de Biot du matériau non saturé) permettant de simuler l’évolution du 
fluage de dessiccation de façon simple, anisotrope et indissociable des phénomènes de 
dépression capillaire et de fluage propre. Cette approche permet ainsi de considérer les 
phénomènes de déformation à long terme de façon globale sans avoir recours au 
partitionnement habituel (retrait, fluage propre, fluage de dessiccation etc.) ; le seul 
mécanisme visqueux est un fluage propre incluant un mécanisme original de consolidation, 
les autres phénomènes sont tous issus de la combinaison entre le chargement hydro-
mécanique, le micro-endommagement et le fluage propre, sans qu’il soit possible de les 
dissocier de façon formelle [Sellier et Buffo-Lacarrière 2009].    




I.4.2.4 Liens entre retrait libre, perte de masse et fluage de dessiccation 
De nombreux auteurs ont cherché à établir l’existence de liens entre retrait et fluage, 
notamment en dessiccation. Ali et Kesler (1964) sont parmi les précurseurs à avoir observé 
l’existence de nombreuses caractéristiques communes entre le fluage de dessiccation et le 
retrait de dessiccation. En effet, ils ont constaté l’existence d’une relation de proportionnalité 
entre la déformation de fluage de dessiccation et celle de retrait de dessiccation (Figure I-14 
(a)). Ce lien de proportionnalité entre fluage et retrait de dessiccation a été observé par 
d’autres auteurs également [Gamble et Parrott 1978 ; Sicard et al. 1996, Khelidj 1998]. Ali et 
Kesler (1964) ont alors supposé que le fluage de dessiccation ne soit en réalité qu’une 
déformation de retrait de dessiccation induite par les contraintes, sans pour autant en donner 
la cause intrinsèque.  
Les résultats expérimentaux du retrait de dessiccation ont mis en évidence l’existence d’une 
relation quasi linéaire entre la variation de l’humidité relative interne (et donc la perte en 
masse) et l’évolution de la déformation du retrait de dessiccation (validité de cette relation 
dans la gamme d’humidité relative 50 – 100 %) [Torrenti et al. 1997]. Ceci entraîne que la 
déformation de fluage de dessiccation soit aussi proportionnelle à la perte en masse. Day et al. 
(1984) ont par ailleurs montré que la relation entre la déformation de fluage de dessiccation et 
la perte en masse sur les pâtes de ciment était influencée par la vitesse de séchage (Figure 
I-14 (b)). Notons qu’il pourrait bien s’agir ici d’un effet structural : du fait de la non linéarité 
des phénomènes de séchage. Un séchage rapide affecterait plus l’extérieur de l’éprouvette 
qu’un séchage lent, conduisant à davantage de fissuration et donc à un retard de fluage de 
dessiccation structural. 
 
Figure I-14:(a) Déformation de fluage de dessiccation d’un béton [Gamble et Parrott 1978] et (b) 
d’une pâte de ciment [Day et al. 1984] par Benboudjema (2002). 




Acker (2003) fait remarquer la diminution de l’amplitude du fluage propre des BHP par 
rapport aux BO. Il postule que le phénomène pourrait s’expliquer par une « compaction » des 
C-S-H due au retrait endogène. La comparaison faite par Acker pour expliquer cette 
hypothèse sur trois bétons (un BO, un BHP et un BFUP) a été exploitée par Sellier et Buffo-
Lacarrière (2009) sous forme de graphe (Figure I-15). Sur ce graphique, Sellier a reporté les 
déformations de retrait et de fluage endogène ainsi que la somme des deux en fonction de la 
teneur en eau capillaire. La Figure I-15 montre que le retrait et le fluage endogène varient en 
sens opposé, c’est-à-dire que lorsque l’intensité de la dépression capillaire augmente, le retrait 
endogène s'accroît (cas des BHP et BFUP de porosité fine et de teneur en eau faible) alors que 
le fluage diminue. Par conséquent, la courbe de tendance traduisant la somme des 
déformations de retrait et fluage est caractérisée par une pente faible. L’interprétation faite par 
Sellier sur ce graphique suggère que le potentiel de consolidation des C-S-H est physiquement 
limité : plus les feuillets de C-S-H se rapprochent, plus il sera difficile de les rapprocher 
davantage [Sellier et Buffo-Lacarrière 2009]. Cette remarque est à l’origine de leur modèle de 
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Figure I-15: Evolutions comparées du retrait et du fluage endogène de trois types de béton [Sellier et 
Buffo-Lacarrière 2009] (interprétation des résultats expérimentaux obtenus par Acker (2003)). 




I.4.2.5 Facteurs influençant le fluage 
I.4.2.5.1 Age du béton et intensité du chargement 
L’âge au chargement ainsi que l’intensité de chargement sont deux facteurs qui ont une 
influence sur l’amplitude et la cinétique de la déformation de fluage. En considérant 
uniquement le paramètre intensité du chargement, on peut constater (Figure I-16) que la 
cinétique de fluage est fonction de la charge appliquée. En effet, lorsque la charge appliquée 
est modérée (inférieure à 50% de la charge de rupture en compression), la vitesse de la 
déformation différée diminue dans le temps. Le comportement du béton est intermédiaire 
entre un comportement élastique où le fluage serait nul et un comportement visqueux où il se 
ferait à vitesse constante. Ce comportement est qualifié de viscoélastique. En considérant 
maintenant le paramètre âge au chargement, on constate que plus l’éprouvette est soumise 
tardivement à une charge moins la déformation différée est importante. Cela est dû au 
comportement «vieillissant» du béton [Pons et Torrenti 2008]. Ce qui implique qu’à 
chargement modéré le comportement en fluage du béton est viscoélastique vieillissant. En 
fait, on peut se demander, au vue de la figure précédente (Figure I-15), si ce n’est pas la 
composante de retrait qui a mobilisé prématurément le potentiel de fluage, donnant ainsi 
l’illusion d’un comportement vieillissant. Même si, il est vrai, les réactions d’hydratation se 
poursuivant à long terme pourraient être la cause (via le perfectionnement du réseau poreux et 
la densification des hydrates) d’une augmentation de la viscosité du matériau. 
 
Figure I-16: Evolution de la déformation de fluage en fonction du temps, sous charge modérée (1) et 
sous charge intense (2) pouvant conduire à la rupture par fluage tertiaire [Pons et Torrenti 2008]. 




A chargement élevé (au-delà de 70% de la charge de rupture), le comportement viscoélastique 
change de nature : la vitesse de fluage qui était décroissante (fluage primaire) peut devenir 
constante (fluage secondaire) et pourra amener à terme à la rupture après accélération de la 
vitesse de fluage (fluage tertiaire). Acker situe entre 40 % à 50 % de la charge de rupture 
[Acker 1983] (Figure I-17) la zone de comportement viscoélastique. Au-delà, le fluage 
tertiaire pourrait apparaître à plus ou moins long terme. Le comportement en fluage du béton 
est alors considéré comme viscoélastique non linéaire car le principe de proportionnalité 
contrainte-déformation n’est pas vérifié. La non linéarité conduisant au fluage tertiaire serait 
due à un endommagement (microfissuration). 
 
Figure I-17: Déformation différée totale en fonction de la contrainte permanente appliquée à 
différentes échéances : la linéarité est admissible jusqu’à environ 0,5 σ rupture [Acker 1983]. 
Pour les BHP, le domaine de linéarité est plus important que celui des BO. Cette linéarité se 
poursuivrait jusqu’à 60% à 70% de la contrainte de rupture en compression. 
I.4.2.5.2 Influence de la composition du béton 
Influence du rapport E/C et de l’humidité relative interne 
Nous avons vu précédemment le rôle majeur de l’eau dans les mécanismes responsables du 
comportement différé des bétons. On sait également que la porosité et la capacité de rétention 
d’eau du béton sont inhérentes au rapport E/C. Ceci dit, lorsque le rapport E/C augmente, la 
teneur en eau évaporable est importante et les déformations de fluage augmentent [Kovler 
1995 ; Smadi et al. 1987]. Ainsi, une éprouvette partiellement pré-séchée présente une 




déformation de fluage quasi-proportionnelle à l’humidité relative interne résiduelle 
[Wittmann 1970 ; Bažant et al. 1973 ; Pihlajavaara 1974 ; Bažant et al. 1976] (Figure I-18). 
La Figure I-19 met en évidence l’influence de l’humidité relative interne sur le fluage propre. 
Ce rapport est un facteur qui a une incidence directe sur le fluage et le retrait également. En 
règle générale, lorsque le ratio E/C est réduit, le fluage et le retrait de dessiccation diminuent. 
En revanche, la réduction du ratio E/C (cas des BHP à porosité fine) augmente le retrait 
endogène par augmentation des tensions capillaires (voir paragraphe retrait endogène).  
 




Figure I-19: Déformation de fluage propre en fonction du temps pour différentes conditions de pré-
séchage [Wittmann 1970]. 
Influence du type de ciment 
Si le phénomène de fluage trouve son origine dans les C-S-H, il n’est pas étonnant de 
constater que l’amplitude du phénomène soit proportionnelle à la teneur en ciment du béton, 
comme le montre la figure suivante.  





Figure I-20: Influence du type de ciment sur la déformation de fluage propre (Kanstad 1991 cité par 
Benboudjema 2002). 
Influence des granulats 
- Volume des granulats : 
Comme nous l’avons vu, les déformations de retrait comme de fluage sont inhérentes à la pâte 
de ciment. En effet, les granulats ne fluent pas sous les valeurs de contraintes communément 
appliquées aux ouvrages de Génie Civil et à l’échelle de temps de la durée de vie des 
ouvrages (ils ne fluent sensiblement qu’à l’échelle géologique). Des expériences ont montré 
que plus le volume relatif des granulats est grand, plus le fluage est faible comme c’est le cas 
d’ailleurs pour le retrait [Domone 1974 ; Bissonnette et Pigeon 1995, 2000].  
- Nature des granulats : 
La nature minéralogique des granulats est un facteur important vis-à-vis du fluage. La Figure 
I-21 montre cette importance. On constate que la déformation finale de fluage de bétons 
composés avec des granulats de grès serait 3 à 4 fois plus grande que celle des bétons 
composés avec des granulats calcaires. 





Figure I-21: Déformation de fluage en fonction du temps pour divers types de granulats. Ce 
diagramme montre toute l’importance du choix du granulat pour optimiser le comportement, d’après 
[Neville 1996]. 
I.4.2.5.3 Influence des ajouts 
Fumée de silice et cendres volantes : 
Nous avons vu que l’incorporation des cendres volantes dans la composition des bétons avait 
pour conséquence l’affaiblissement de la résistance au jeune âge mais pas à long terme. Quant 
à son effet sur les déformations différées, les cendres volantes augmentent significativement 
les déformations de fluage [Khatri et Sirivivatnanon 1995 ; Pane et Hansen 2002]. Cet effet 
s’expliquerait, d’après eux, par l’accroissement du volume de C-S-H (siège du fluage) au 
détriment de la portlandite (plus rigide) en raison des réactions pouzzolaniques qui 
consomment la portlandite pour créer des C-S-H. La fumée de silice quant à elle tend à 
diminuer les déformations de fluage en augmentant la compacité de la pâte [Jianyong et Yan 
2001].    
Laitier de haut fourneau : 
Les laitiers de haut fourneau, comme les cendres volantes, conduisent à un enrichissement de 
la matrice en C-S-H au détriment de la portlandite. Cet effet peut parfois être contrebalancé 
par l’apparition de silico-aluminates hydratés et par une densification de la matrice, si bien 




que l’effet du laitier sur la vitesse de fluage reste délicat à prédire tant il peut dépendre du 
type de laitier utilisé. 
I.5 Modélisation du fluage 
Cette partie de chapitre a pour objet de rappeler les principes de modélisation du fluage ; 
l’objectif n’est pas de faire une revue exhaustive des modèles mais plutôt de montrer à travers 
quelques exemples comment les différents mécanismes sous-jacents peuvent être 
appréhendés. Nous distinguerons l’approche intégrale incrémentale règlementaire originale et 
les approches différentielles incrémentales plus modernes car plus adaptées à la résolution 
numérique. Ce chapitre sera également l’occasion de présenter l’approche que nous 
utiliserons à la fin de la thèse pour tenter de modéliser les phénomènes observés 
expérimentalement. Enfin, nous terminerons le chapitre par la prise en compte des couplages 
avec l’endommagement. 
I.5.1 Modèles réglementaires 
Les modèles réglementaires (Eurocode 2, BPEL, ACI 209, B3, etc.) ne permettent pas une 
description précise du comportement mais peuvent être suffisants dans bien des cas 
[Berthollet 2003]. Le domaine d’application concerne les structures classiques en béton, c'est-
à-dire les structures pour lesquelles le champ de contrainte est quasiment uni-axial et la 
température constante et voisine de la température de qualification des matériaux. Pour les 
structures complexes, une modélisation plus détaillée sera en général nécessaire.  
Nous ne détaillerons pas ces modèles qui sont très bien décrits dans les différents règlements. 
Toutefois, nous résumons ci-dessous leur principe de fonctionnement. Dans ces modèles, la 
déformation totale du béton en fonction du temps ( )tε  est constituée de déformations 
dépendantes du chargement ( )tcε  (incluant la déformation instantanée et de fluage) et des 
déformations indépendantes du chargement (retrait) ( )trε . 
( ) ( ) ( )ttt rc εεε +=  (I-7) 
avec ( )tcε  la déformation sous charge définie par l’intégrale de Stietljes : 




''  (I-8) 




où )'( ttJ +  est la fonction de fluage appelée aussi complaisance de fluage [Bažant et Wu 
1973], t' est la date de chargement. 
En se basant sur le principe de superposition de Boltzmann, l’intégrale de Stieltjes peut être 
simplifiée, et on obtient de ce fait une relation de proportionnalité pour le calcul de la 
déformation sous charge : 
( ) ( ) ( )tttJtc σε ′= ,  (I-9) 
L’équation ((I-9) est valable en considérant des contraintes dans le domaine linéaire du béton 
(soit 30%-50% fcm) et est commune à la plupart des modèles réglementaires. Toutefois, 
chaque règlement spécifie sa fonction ( )ttJ ′, . La fonction de fluage ne modélise pas tous les 
mécanismes internes de la microstructure du béton [Bažant et al. 1993]. Cependant, elle 
dépend de paramètres intrinsèques (composition du béton, E/C, dosage en ciment, etc.) et 
extrinsèque (température, HR, âge au chargement, etc.) [Bažant 1988]. Dans les modèles 
réglementaires, la déformation de fluage est obtenue soit à partir du terme de fluage 
spécifique ( )ttC ′, , soit à partir de l’expression du coefficient de fluage ( )tt ′,ϕ  ou noyau de 
fluage ( )tt ′,φ  : 
( ) ( ) ( )ttCtEttJ i ′+′=′ ,
1
,  (I-10) 
( ) ( ) ( )tttCtfl σε ′= ,  (I-11) 
ou bien : 
( ) ( ) ( )( )tttEttJ i ′+′=′ ,1
1
, ϕ  (I-12) 
Ou encore : 























On a alors : 












Ou bien : 










=  (I-15) 
avec Ei(t’) et Ei28 modules d’élasticité respectivement au temps t’ et à 28 jours. 
Les fonctions de fluage ( )ttJ ′,  diffèrent d’un modèle à l’autre. Une étude comparative sur 
plusieurs modèles de fluage [Al-Manaseer et Lakshmikantan 1999] a conclu que les modèles 
B3 [Bažant et Prasannan S. 1989b] et Eurocode 2 [NF EN 1992-2 2004], prédisent le mieux le 
fluage du béton. Finalement, il apparaît que les modèles règlementaires sont basés sur une 
approximation de la courbe de fluage uniaxial normée par la contrainte, les autres 
déformations différées ou instantanées étant additives. Les phénomènes microscopiques sous-
jacents ne sont pas considérés explicitement et les formules règlementaires contiennent un 
grand nombre de paramètres dont les valeurs et les intervalles de variation sont plutôt issus de 
larges campagnes d’essais. La non prise en compte des phénomènes physiques sous-jacents 
apparaît au final comme une façon de simplifier l’approche pour les cas courants mais interdit 
l’extrapolation du comportement aux cas non prévus dans la règlementation. C’est pour cette 
raison que des modèles plus physiques ont été mis au point parallèlement par la communauté 
scientifique. Intéressons nous maintenant à ces modèles. 
I.5.2 Modèles rhéologiques incrémentaux pour le fluage propre 
Lorsque la durabilité des ouvrages est très tributaire des phénomènes différés (barrages, 
ouvrages de grande portée, structures massives), il est impératif d’utiliser une modélisation 
fine de ces phénomènes [Berthollet 2003]. Ceci est réalisé par le biais de modèles 
rhéologiques viscoélastiques (type Maxwell ou Kelvin-Voigt) [Bažant et Chern 1985 ; Bažant 
et Prasannan 1989 a et b ; Granger 1996 ; Bažant et al. 1997 ; de Schutter 1999]. Leur 
résolution se fait de façon incrémentale et, de plus en plus souvent, de façon numérique. 
Lorsque la contrainte est modérée, il n’est pas nécessaire de coupler le fluage à la mécanique 
« non linéaire instantanée ». Les modèles présentés ci-dessous le sont pour cette 
configuration. Nous verrons par la suite que le domaine d’utilisation de ces modèles peut être 




étendu à des niveaux de chargement plus élevés grâce à un couplage avec des modèles 
mécaniques non linéaires (plasticité ou endommagement). Leur extension dans le domaine 
des températures élevées sera également discutée par la suite. 
Les premiers modèles incrémentaux ont été inspirés en réalité des approches mises au point 
pour la règlementation. Dans ces modèles, on retrouve l’expression conventionnelle de la 
déformation de fluage propre fpε  sous contrainte constante σ  qui s’écrit : 
( ) ( ) σε ⋅′=′ ttJttfl ,,  (I-16) 
Avec t  le temps à l’âge de mesure, t ′  l’âge d’application de la contrainte et ( )ttJ ′,  la 
complaisance de fluage. 
L’équation (I-16) est basée sur la relation de proportionnalité déformation de fluage - 
contrainte qui est observée expérimentalement entre 30 et 50% de la résistance en 
compression moyenne à j jours fcj (domaine de linéarité de la loi de comportement). Lorsque 
la contrainte appliquée est variable, le principe de superposition de Boltzman est appliqué 
(Bažant 1988) et la déformation de fluage s’écrit dans ce cas sous la forme : 





fp dtJtt ττστε &,,  (I-17) 
Lorsque les paramètres du matériau évoluent au cours du temps, la principale difficulté 
consiste à considérer la variation des caractéristiques mécaniques. [Bažant et Wu 1973] 
expliquent que la fonction de fluage doit alors satisfaire à la condition (I-18) qui assure une 
pente croissante de la courbe de déformation pour des chargements à t’ croissants et une 
conservation d’une valeur positive de la déformation pendant toute la durée du chargement (t-
t’). 







Si les paramètres du matériau n’évoluent pas, la condition thermodynamique (I-18) est 
toujours assurée [Bažant et Prasannan 1989 a].  




La complaisance de fluage a souvent été approchée avec une bonne précision (Bažant et Huet 
1999) à partir d’une combinaison multiple de chaînes de Maxwell (Figure I-22 (a)) ou de 
Kelvin-Voigt (Figure I-22 (b)). 
 
Figure I-22: Chaînes de Maxwell (a) et chaînes de Kelvin-Voigt (b) [Benboudjema 2002]. 
Plus récemment, pour l’implémentation numérique, la formulation intégrale des modèles 
rhéologiques (I-17) a été abandonnée au profit des formes incrémentales. La résolution est 
faite sous l’hypothèse de linéarité de la différentielle au premier ordre du terme évolutif en 
fonction du temps [Bažant et Chern 1985]. Cette hypothèse simplificatrice impose des pas de 
temps et de chargement réduits pour assurer une bonne précision des résultats [Berthollet 
2003]. 
Les modèles de fluage les plus anciens pour le béton ne s’appuient pas sur des mécanismes 
physiques de fluage tel que proposés dans la littérature jusqu’alors, mais plutôt sur des 
fonctions mathématiques diverses (puissances, logarithmiques, chaîne de Kelvin ou 
Maxwell). Si de telles expressions permettent de retrouver plus ou moins précisément les 
déformations de fluage propre expérimentales, elles masquent quelque peu les phénomènes 
réels concernés. C’est pourquoi les modèles les plus récents se sont développés en s’appuyant 
sur des phénomènes physiques sous-jacents. Benboudjema par exemple [Benboudjema 2002] 
propose une modélisation du fluage propre basée sur des mécanismes corroborés par des 
observations expérimentales (voir le paragraphe §I.4.2.2). Sellier et Buffo-Lacarrière (2009) 
proposent quant à eux un mécanisme viscoélastique légèrement différent, mettant en œuvre 
une théorie de la consolidation du béton.  Nous allons maintenant passer en revue ces 
modèles. 
Benboudjema propose une décomposition des déformations de fluage propre en une partie 
sphérique et une partie déviatorique, chacune de ces composantes (sphériques et 




déviatoriques) étant associée explicitement à différents mécanismes ayant lieu à différentes 
échelles d’observation du matériau. Ainsi, les paramètres ont une véritable signification 
physique. Dans son modèle, la déformation de fluage propre est la somme de la déformation 
sphérique et de la déformation déviatorique de fluage propre: 
( ) ( ) )(ttt devfpsphfpfp εεε +=  (I-19) 
Décrivons tout d’abord la partie sphérique : 
Elle est associée à la migration de l’eau physi-sorbée vers la porosité capillaire adjacente. Il 
distingue : 
- la déformation de fluage propre sphérique à court terme due a la déformation sphérique du 
squelette solides sphrε des hydrates de rigidité globale 
sph
rk  provoquée par la part sphérique 
de la contrainte sphrσ  retransmise progressivement lors de la migration de l’eau physi-sorbée 
de la porosité inter-hydrate vers l’eau libre de l’espace capillaire selon le chemin 1 de la 
Figure I-23. Cette déformation du squelette solide est réversible. En cas de décharge, le 
mouvement des molécules d’eau s’inverse et entraîne un gonflement qui est assimilé à la 
recouvrance. Ce mécanisme associé à la déformation de fluage propre sphérique à court 
terme, est similaire à celui proposé par différents auteurs [Lohtia 1970 ; Wittmann 1982 ; Ulm 
et Acker. 1998]. De plus, le caractère réversible est justifié puisqu’on observe une similitude 
entre la cinétique de déformation de fluage propre très tôt après le déchargement 
(recouvrance) et très tôt après le chargement (Illston 1965). Par ailleurs, l’énergie d’activation 
mesurée au cours du déchargement est similaire à celle mesurée à court terme (environ 25 
kJ.mol-1 d’après Day et Gamble 1983). 
- la déformation de fluage propre sphérique à long terme qui est due à la déformation du 
squelette solide sphiε  associée à la contrainte subie 
sph
iσ , retransmise progressivement aux 
hydrates de rigidité sphik  lors de la migration de l’eau adsorbée dans les micropores intra-
hydrates vers les pores inter-hydrates suivant le chemin 2 (Figure I-23) et ensuite 
éventuellement vers les pores capillaires voisins. Il est à noter que la migration ne pouvant 
s’effectuer que des micropores intra-hydrates vers les pores inter-hydrates la déformation du 
squelette solide associée sphiε  est irréversible. En effet, le retour d’eau au sein de la micro-




porosité est empêché par les tensions capillaires existantes. De ce fait, la déformation de 
fluage propre sphérique n’est que partiellement réversible [Benboudjema 2002].  
 
Figure I-23 : Mécanismes du fluage propre sphérique [Benboudjema 2002]. 
La déformation de fluage propre sphérique est bornée, cela a été démontré expérimentalement 
sur mortier et sur béton où il a été observé que la déformation de fluage propre sous des 
contraintes hydrostatiques atteint sa valeur asymptotique après environ une dizaine de jours 
[Glücklich et Amar 1972 ; Ohgishi et al. 1979]. 
Ainsi, la déformation de fluage propre sphérique ( )tsphfpε  est obtenue en sommant la partie 
réversible ( )tsphrε  et la partie irréversible )(tsphiε  : 
( ) ( ) )(ttt sphisphrsphfp εεε +=  (I-20) 
En considérant que le comportement des particules non hydratées et hydratées est élastique 












































































Ce système d’équations correspond à la loi constitutive du fluage propre sphérique. La prise 
en compte de l’humidité relative interne du matériau (h(t)) est considérée via une modification 
de la viscosité, ce qui conduit au système suivant : 
( ) ( ) ( ) ( ) ( )[ ]



















































































Où sphrk  est la rigidité apparente de l’ensemble clinker non hydraté et gel d’hydrates, 
sph
ik  est la rigidité intrinsèque du gel de C-S-H, 
sph
rη  et sphiη  sont les viscosités apparentes de l’eau dans les micropores. 




rη et sphiη  sont reliés aux 
caractéristiques physiques de l’eau et de la microstructure de la pâte de ciment. Ils peuvent 
être calculés soit à partir des caractéristiques de la microstructure, soit de façon 
macroscopique à partir de l’évolution expérimentale de la déformation sphérique de fluage 
propre d’une pâte de ciment [Benboudjema 2002]. 
Lorsque la contrainte sphérique et l’humidité relative sont constantes, la déformation de 
fluage propre sphérique ( )tsphfpε  peut être écrite ainsi :  
( ) sphsphfpsphfp htJt σε )(=  (I-26) 




























exp11)(  (I-27) 
La vitesse de la déformation sphérique irréversible de fluage propre devient non nulle dès que 
t = tp , où tp est le temps défini par l’équation suivante : 
( ) 02 =+− sphpsphrsphr htk σε  (I-28) 
Avec :  
( ) sphrpt τ2ln=  (I-29) 
Où sphrτ  est le temps caractéristique à court terme de l’ordre de quelques jours (valeur 
calculée à partir de la caractérisation microscopique ou macroscopique).  
Enfin, la Figure I-24 montre que le modèle de fluage propre sphérique permet de décrire 
correctement la cinétique et l’amplitude de la déformation de fluage propre sphérique, ainsi 
que l’occurrence d’une déformation irréversible importante lors d’un déchargement. De plus, 
les valeurs des paramètres obtenues par calcul et par identification macroscopique (à partir 
des essais expérimentaux sur mortier [Glücklich et Amar 1972] et sur pâte de ciment [Parrott 
1974] sont du même ordre de grandeur. Ces résultats ne constituent pas, bien entendu, une 
preuve que les mécanismes supposés sont bien à l’origine du fluage propre. Néanmoins, ils 
sont en accord avec la théorie proposée [Benboudjema 2002]. 
 
Figure I-24 : Comparaison entre les évolutions expérimentales et simulées de la déformation de fluage 
propre sphérique [Benboudjema 2002].  




Intéressons nous maintenant à la partie déviatorique du modèle : 
Benboudjema suppose que la part déviatorique du fluage propre est liée au glissement des 
feuillets de C-S-H, dans la nanoporosité où l’eau joue le rôle de lubrifiant. Ce mécanisme est 
analogue à celui proposé par de nombreux auteurs [Ruetz 1968 ; Lohtia 1970 ; Wittmann 
1982 ; Bažant et al. 1997 ; Ulm et Acker. 1998]. L’effet des contraintes déviatoriques se 
traduit par un glissement réversible de l’eau interfoliaire (fortement adsorbée), du fait de la 
forte énergie de liaison avec le solide. Par contre, la rupture des liaisons de l’eau adsorbée 
interlamellaire de faible énergie de liaison procure une déformation irréversible, quoique les 
liaisons hydrogènes peuvent éventuellement se reformer par la suite (Figure I-25). Il est 
supposé que le mécanisme de glissement par rupture des liaisons hydrogènes se produit 
simultanément avec le mécanisme de diffusion de l’eau physi-sorbée. Ceci est basé sur le fait 
que l’énergie d’activation à court terme de ces deux mécanismes est compatible (environ 25 
kJ.mol-1) [Huet et al. 1982]. Ainsi, la déformation de fluage propre déviatorique totale 
s’obtient en sommant la part réversible et la part irréversible : 





Figure I-25: Mécanisme de fluage fluage propre déviatorique [Benboudjema 2002]. 
La modélisation adoptée pour le fluage propre déviatorique est une chaine de Kelvin-Voigt 
pour modéliser le processus réversible associé à un amortisseur pour la partie irréversible 
(Figure I-25). La déformation réversible de fluage propre déviatorique ( )tdevrε  est donnée 
par : 




( ) ( ) ( )ttkt devdevrdevrdevrdevr σεεη =+&  (I-31) 
t étant le temps dont l’origine se situe au moment du premier chargement, 
devσ  sont les contraintes déviatoriques. 
La déformation irréversible de fluage propre déviatorique ( )tdeviε  est donnée par :  
( ) ( )tt devdevidevi σεη =&  (I-32) 
La prise en compte de l’humidité relative interne du matériau conduit, comme dans le cas 
sphérique, au système suivant : 
( ) ( ) ( ) ( )

























Lorsque la contrainte sphérique et l’humidité relative sont constantes, la déformation de 
fluage propre déviatorique ( )tdevfpε  peut s’écrire : 
( ) devdevfpdevfp h)t(Jt σ=ε  (I-34) 






























−−= exp11)(  (I-35) 
Contrairement au fluage propre sphérique, les paramètres du modèle de fluage propre 
déviatorique peuvent être identifiés uniquement de façon macroscopique à partir de 
l’évolution expérimentale de la déformation (de fluage propre déviatorique) dans le cas d’un 
essai de fluage propre uniaxial. A partir des déformations longitudinales et transversales, il est 
possible de déterminer l’évolution de la déformation de fluage propre déviatorique à partir de 
laquelle les paramètres seront identifiés (Figure I-26). 





Figure I-26: Identification des paramètres du modèle de fluage propre déviatorique (résultats 
expérimentaux de Parrott 1974) [Benboudjema 2002]. 
Plus récemment, Sellier et Buffo-Lacarrière (2009) en s’appuyant sur des constatations 
expérimentales de Acker (2003) (voir paragraphe § I.4.2.4) suggèrent l’existence d’un 
potentiel de consolidation dont dépend l’amplitude totale de retrait et fluage. Un modèle 
viscoélastique non linéaire incluant un phénomène de consolidation est alors proposé. Ce 
modèle admet une partition des effets de la contrainte totale σ  en partie sphérique sur le 
squelette solide sσ′ , partie déviatorique dσ′ , et contrainte hydrique wpi due aux dépressions 
capillaires Pw (Figure I-27)  
wds
piσσσ +′+′=  (I-36) 
Cette partition est basée sur des considérations proposées par Bernard et Ulm [Bernard et al. 
2003 ; Ulm et Acker. 1999], également adoptées par Benboudjema [Benboudjema et al. 
2001]. La partition hydro-mécanique est là aussi inspirée des travaux de Coussy (1995). Elle 
permet de considérer les effets de la pression hydrique intra-poreuse comme un chargement 
interne provoquant des déformations instantanées et différées, au même titre que la contrainte 










Figure I-27: Partition des contraintes en parties sphériques, déviatoriques et contraintes hydriques ; 
VE signifiant visco élastique, s : sphérique et d : déviatorique [Sellier et Buffo-Lacarrière 2009]. 




Des modèles rhéologiques extrêmement simples ont été choisis pour modéliser les 
phénomènes observés sur des résultats d’essais expérimentaux de retrait et de fluage sur une 
longue période (30 ans) donnés par Brooks (2005). Ainsi, un fluage quasiment linéaire en 
fonction du logarithme du temps a été mis en évidence et ceci quelle que soit la condition de 
conservation, pour plusieurs E/C et plusieurs types de granulats. Plutôt que de modéliser ce 
comportement uniaxial directement en fonction du temps, le principe du modèle consiste à 
rechercher une fonction de consolidation permettant de retrouver ce comportement, ce qui 
permet d’étendre sans difficulté le modèle à des cas de chargement quelconque 
tridimensionnels et transitoires. Le modèle comprend alors en série un corps élastique pour le 
comportement instantané, un solide de Kelvin-Voigt linéaire pour la modélisation du fluage 
réversible (recouvrance), et un liquide de Maxwell avec une viscosité non linéaire pour 
modéliser le fluage à long terme. L’originalité du modèle de fluage proposé réside donc 
uniquement dans le choix de la non linéarité affectée à la viscosité du corps de Maxwell. Le 
choix de cette non linéarité est expliqué en détail dans l’HDR de Sellier (2006) et repris dans 
l’article de Sellier et Buffo-Lacarrière (2009). 
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Figure I-28: Décomposition de la déformation mécanique totale selon le modèle rhéologique adopté 
par Sellier et Lacarrière (2009) ; les exposants « s » sont utilisés pour le modèle sphérique; les 
exposants  « d » pour le modèle déviatorique. 
Ainsi, la déformation s’écrit de la façon ci-après : 
MKVe εεεε ++=  (I-37) 





























- ke le module de compressibilité élastique, 
- kKVs et ηKVs le module de compressibilité et la viscosité de l’étage de Kelvin-Voigt associés 
au fluage réversible, 
- ηMs la viscosité non linéaire en volume pour le fluide de Maxwell. 





































eµ  le module élastique en cisaillement, 
- 
KVµ  et KVdη  le module de cisaillement et la viscosité associés au fluage déviatorique 
réversible, 
- 
Mdη  la viscosité non linéaire en déviatorique pour le fluide de Maxwell. 
La non linéarité de la viscosité de l’étage de Maxwell prend en compte la consolidation ; ce 




















0)( dousMη  est la viscosité initiale du matériau. 
avec pour la version présentée ici :  




















exp  (I-41) 
εMsk est le paramètre appelé « déformation caractéristique de consolidation » gérant la vitesse 
de consolidation du béton et εMs est la déformation de fluage dans le corps de Maxwell.  
On peut noter que, lorsque la déformation de l’étage de Maxwell devient grande par rapport à 
la déformation caractéristique de consolidation, alors la viscosité devient très importante et la 
vitesse de fluage de plus en plus lente. Outre le fait que cette modélisation limite le nombre de 
paramètres de calage par rapport à une chaîne de Kelvin à multiples niveaux, elle correspond 
à une notion physique qui est le potentiel de fluage du béton. Cette notion de potentiel avait 
été décelée par Acker (2003) et mise en équation par Sellier (2006) via cette théorie de la 
consolidation. Le calage du modèle sur les résultats expérimentaux de Brooks (2005) (Figure 
I-29) à long terme (30 ans de fluage) et sur les résultats de Granger (1999) (Figure I-30) a été 































Figure I-29: Simulation de la déformation de fluage spécifique à long terme pour un essai uni-axial 
(les points expérimentaux sont issus de (Brooks 2005); σ=30%fc14 , t’=14jours [Sellier et Buffo-
Lacarrière 2009]. 
































Figure I-30: Fluage propre (données expérimentales, points, issues de (Granger 1996),σ=12MPa, 
t’=28jours) [Sellier et Buffo-Lacarrière 2009]. 
Couplage entre fluage et endommagement 
Les niveaux de contraintes élevés conduisent à l’endommagement du matériau. La relation 
déformation de fluage - contraintes devient non-linéaire. Sous charge maintenue dans le 
temps, le fluage se développe en interaction avec cet endommagement. Quelques théories ont 
été proposées dans la littérature pour modéliser ce cas de figure :  
- Bažant et Xiang (1997) partent du principe que le fluage non linéaire n’existe pas ; selon eux 
cette non-linéarité n’est qu’apparente, résultant de la manifestation de la croissance des micro-
fissures dans le temps. Ils proposent une approche type viscoplastique (Van Zijl 1999) ou 
élastoplastique intégrant une fonction d’écoulement de fluage. 
- Pour Ožbolt et Reinhardt (2001), la non linéarité est due à la redistribution des contraintes 
du fait du fluage et de la distribution non homogène de l’endommagement. Dans ce cas, la 
modélisation nécessite la prise en compte de défauts initiaux dans le matériau pouvant altérer 
la distribution initialement homogène des contraintes et des déformations. 
Ainsi, plusieurs modèles ont été proposés [Bažant et Chern 1985 ; Rungrojsaratis et al. 1985 ; 
Carol et Murcia 1989 ; Bažant et Kim 1991 ; Bažant et Jisasek 1993 ; Bažant et Xi 1994 ; 
Mazzotti et Savoia 2001] mais l’origine du changement de cinétique dans le domaine non-
linéaire du comportement reste difficile à appréhender [Bertholet 2003].  
L’analyse de ces modèles montre qu’il existe deux sortes de couplage : un couplage faible où 
le fluage ne crée pas d’endommagement mais est affecté par l’endommagement, et un 




couplage fort où le fluage dépend de l’endommagement et affecte l’endommagement. Seuls 
les modèles en couplage fort permettent de modéliser le fluage tertiaire. Les modèles en 
couplage faible permettent quant à eux de traduire une accélération de la vitesse de fluage 
dans les bétons fissurés, sans pour autant causer un fluage tertiaire.  
Benboudjema (2002) propose par exemple un modèle de couplage faible du fluage propre 
avec la fissuration (intégration de l’endommagement). Le comportement mécanique du béton 
fissuré est modélisé en utilisant le formalisme de l’élastoplasticité endommageable 
orthotrope. La combinaison de ces phénomènes est effectuée grâce au concept des contraintes 
effectives. 
Torrenti et al. (2008), Reviron et al. (2007), de Larrard (2010), Briffaut (2010), ont 
récemment tenté de modéliser le couplage fort entre endommagement et fluage à partir du 
concept de déformation équivalente proposé par [Mazzotti et Savoia 2001]. Dans ce modèle, 
l’endommagement de Mazars est estimé à partir d’une déformation équivalente intégrant une 
part de la déformation de fluage. De Larrard, dans sa thèse (2010), récapitule les calages 
obtenus par ces différents auteurs ; il constate que les coefficients de couplage varient entre 
0,1 à 0,4, ce qui signifie que 10 à 40% de la déformation de fluage est considérée pour 
calculer l’endommagement (Figure I-31). Notons toutefois que les coefficients de 0,1 et 0,24 
conduisent à une sous-estimation du couplage pour les contraintes élevées (Figure I-31(a) et 
(b)) alors qu’un coefficient de 0,4 fournit un couplage réaliste pour les premiers mois de 
fluage mais conduit à l’apparition d’un fluage tertiaire prématuré (Figure I-31(c)). La prise en 
compte du couplage fort reste donc difficile à appréhender. 





Figure I-31: Simulation pour différentes valeurs du coefficient de couplage [de Larrard 2010]. 
Fluage de dessiccation intrinsèque  
Bažant et Chern (1985) supposent que le fluage de dessiccation intrinsèque provient du retrait 
induit par des contraintes sans en préciser clairement l’origine. La déformation de fluage de 
dessiccation telle que proposée par Bažant et Chern (1985) s’écrit : 
σλε hfdfd &=  (I-42) 
Où :  
fdλ  est une constante ; hfd &λ  représente la variation de l’humidité relative qui régit la 
viscosité de la chaine de Maxwell comme suit :  
hfd &λη =1  (I-43) 




La relation proposée par Bažant et Chern est fréquemment utilisée pour le calcul des 
déformations de fluage de dessiccation intrinsèque. Elle permet de retrouver la linéarité 
observée expérimentalement entre la déformation de fluage de dessiccation et le retrait de 
dessiccation. Cependant, les résultats expérimentaux obtenus par Granger (1996) ne sont pas 
reproduits correctement à l’aide de la loi constitutive (I-43), lors des simulations numériques 
réalisées par [Benboudjema 2002].  
Sellier et Buffo-Lacarrière (2009) montrent, en s’appuyant sur une modélisation numérique 
que, lorsqu’on applique une contrainte de compression sur un matériau poreux contenant des 
cavités en dépression et des inclusions (granulats) de module élastique supérieur à celui de la 
matrice, la fissuration de la matrice se produit au voisinage des cavités en dépression avec une 
intensité inversement proportionnelle à la contrainte de compression. La diminution de la 
microfissuration dans cette zone améliore le transfert des effets de la dépression capillaire de 
la cavité vers le reste du matériau et par conséquent augmente le retrait. Le fluage de 
dessiccation intrinsèque serait alors dû à une diminution du « micro-endommagement » 
existant au voisinage des cavités en dépression. Dans leur modèle Sellier et Buffo-Lacarrière 
intègrent un tenseur 
w
B  (analogue à un tenseur de Biot) qui modélise la transmission de la 
dépression capillaire vers le squelette solide. De ce fait, le fluage de dessiccation n’est rien 
d’autre qu’un accroissement du retrait dû à une meilleure transmission des effets de la 
dépression capillaire vers le squelette solide. Le retrait et le fluage en dessiccation sont donc 
considérés comme deux manifestations d’un phénomène unique qui est le chargement 
hydrique intra-poreux. 
Dans leur modèle viscoélastique non linéaire à potentiel de consolidation (voir paragraphe 
précédent), la contrainte exercée par l’eau intra-poreuse sur le squelette solide notée 
w
pi  est 
proportionnelle à la perte de masse, de la même façon que la déformation de retrait est 
proportionnelle à la perte de masse dans les modèles de [Torrenti et al. 1997 ; Benboudjema 
et al. 2005], soit : 
( ) wwww BK φφpi −−=  (I-44) 
Avec φ  la porosité, 
wφ  la teneur volumique en eau liquide du béton, 




wK  un paramètre de calage. 
w
pi  est théoriquement fonction de la pression capillaire associée à l’eau liquide, du degré de 
saturation et du coefficient de Biot [Baroghel-Bouny et al. 1999]. En théorie, la pression 
capillaire n’est fonction que de l’humidité relative locale. Le degré de saturation peut quant à 
lui être relié à la pression capillaire via la combinaison des équations de « Laplace » et de 
l’isotherme de désorption ou d’adsorption du matériau [Baroghel-Bouny et al. 1999]. La 
combinaison de ces relations a été utilisée dans la modélisation proposée par Benboudjema 
(2002). Elle a conduit à une expression de la contrainte hydrique présentant un maximum 
pour un degré de saturation intermédiaire (le retrait re-diminue avec le séchage en dessous 
d’une certaine valeur d’humidité relative, ce qui n’est pas observé expérimentalement). Pour 
remédier à ce problème, Sellier et Buffo-Lacarrière ont simplifié l’expression de la contrainte 
hydrique et ont conservé la relation de proportionnalité proposée par Torrenti et al.. 
Compte tenu de l’explication fournie par Sellier concernant l’influence des contraintes 
extérieures sur la transmission de la contrainte hydrique, l’évolution proposée pour les 
composantes de 
w
B  est définie dans les directions principales du tenseur des contraintes par 





















IB  une valeur principale du tenseur 
w
B , 
- Iσ  une valeur principale du tenseur des contraintes (définie positive pour une traction), 
- 
Bσ  le paramètre de calage du modèle traduisant les effets du «micro-endommagement inter 
granulaire», l’exposant « + » signifiant que le terme entre parenthèses doit rester positif.  
En effet, cette formule conduit à une diminution du coefficient wIB  en cas de chargement 
externe de traction, le coefficient s’annule donc lorsque la contrainte effective de traction 




devient égale au paramètre de calage Bσ . Si au contraire la contrainte principale est de 
compression (négative avec la convention de signe adoptée ici), alors le coefficient wIB  
augmente. On peut remarquer également que ce coefficient est égal à deux lorsque la 
contrainte est égale à Bσ− . En d’autres termes, lorsque la contrainte de compression 
appliquée sur le béton est égale à Bσ−  alors la contrainte hydrique transmise au squelette 
solide depuis les cavités en dépression capillaire est doublée [Sellier et Buffo-Lacarièrre 
2009]. A ce moment là, le fluage de dessiccation est égal en intensité au retrait libre (auquel il 
s’ajoute en quelque sorte). 
Dans une direction principale de contrainte, la contrainte totale peut alors se mettre sous la 















σσσ 1'  (I-46) 
Ce qui permet de calculer explicitement la valeur de la contrainte totale en fonction de la 

























On doit alors vérifier la condition BI σσ ≤  pour que wIB  soit positif. Si ce n’est pas le cas, 
cela signifie que la contrainte externe de traction et les pressions capillaires ont suffisamment 
endommagé la microstructure pour que les dépressions capillaires ne puissent plus être 
transmises, donc 0=wIB  [Sellier et Buffo-Lacarièrre 2009]. 
Le calage du modèle sur la déformation différée totale de Granger (1996) a nécessité un seul 
paramètre supplémentaire Bσ et a été fait avec succès (Figure I-32). 





























Figure I-32: Déformation différée totale (σ=-12MPa, HR=50%) [Sellier et Buffo-Lacarièrre 2009]. 
I.6 Effet de la température sur le béton 
L’objet du présent paragraphe est de proposer une revue bibliographique des différentes 
recherches relatives au comportement thermomécanique et hydromécanique des bétons ou des 
pâtes de ciment. Il est apparu lors de cette étude que peu de recherches ont à ce jour abordé le 
problème des déformations différées en température durant une longue période (fluage en 
température). En revanche, beaucoup d’entre elles se penchent sur le comportement au feu à 
court terme des bétons. Ces études nous renseignent tout de même sur les réactions et 
transformations de la matrice cimentaire en fonction de l’augmentation de température. 
Afin de comprendre le comportement thermo-hygro-mécanique du béton durci, il est 
nécessaire de comprendre l’évolution du transfert thermique, hydrique ainsi que des 
propriétés thermodynamiques avec la température [Pimienta et al. 2005]. Dans ce paragraphe, 
nous allons passer en revue les effets de la température et de l’hygrométrie, sur les propriétés 
physico-chimiques, de transfert, et aussi le comportement mécanique. Nous terminerons par 
l’effet de la température sur les déformations différées. 
I.6.1 Influence de la température sur la microstructure et sur les propriétés d’usage 
I.6.1.1 Stabilité des hydrates en température 
Diederichs et al (1992) ont révélé par une analyse thermique différentielle, les principales 
réactions chimiques susceptibles de se produire au cours d’échauffement de trois BHP. Les 




pics constatés sur la courbe obtenue par ATD (Figure I-33) correspondent aux réactions qui 
ont lieu dans la pâte ou les granulats. 
 
 
Figure I-33: Analyse thermique différentielle sur 3 BHP [Diederichs et al. 1992].  
L’eau évaporable quitte la pâte jusqu’à 100° C. Ensuite, vient la déshydratation des gels de C-
S-H à 140°C, illustrée par le pic endothermique observé à cette température sur les courbes 
des Figure I-33 et Figure I-34. 
 
Figure I-34: Analyse Thermique Différentielle d’un gel de C-S-H de rapport C/S=1 [Piasta 1994]. 
La déshydratation des C-S-H se poursuit ensuite progressivement entre 180°C et 300°C. Une 
déshydratation rapide de l’ettringite dans la gamme de température de 80-200°C est 
également observée. Cette déshydratation est confirmée avant 90°C par [Castellotea et al. 
2004]. L’eau fortement liée entrant dans la constitution chimique des hydrates commence à 
quitter la pâte de ciment une fois la température de 300°C dépassée. 
Quant à la portlandite Ca(OH)2, il a été observé que le début de sa décomposition se fait à 
partir de 450°C jusqu’à 550°C suivant la réaction suivante : 





Une deuxième déshydratation du gel C-S-H n’est observable qu’à des températures élevées 
avoisinant les 700°C. Elle est accompagnée par la formation de β-C2S. Au-delà de 800°C, le 
calcaire se décompose :  
CaCO3→CaO+CO2 (I-49) 
Une étude récente [Castellotea et al. 2004] montre une courbe obtenue (Figure I-35) par la 
technique de diffraction des neutrons qui confirme les observations antérieures et précise 
certains aspects du phénomène : 
 
Figure I-35 : Evolution de la quantité des phases de la pâte de ciment Portland au cours de 
l’échauffement. Valeurs obtenues par la technique de diffraction des neutrons [Castellotea et al. 
2004].   
On remarque bien sur la Figure I-35 la disparition de l’ettringite avant les 100°C. Cette 
courbe montre également la déshydratation des C-S-H, qui est progressive avant même les 
100°C. 
I.6.1.2 Influence de la température sur les granulats 
Les principales transformations inhérentes à l’échauffement des granulats sont : 
- la transformation du quartz-β en quartz-α à 573°C ; 
- la transformation des CaCO3 en CO2 et CaO intervenant au-dessus de 700°C. 
A température modérée (< 100°C), il n’y aurait aucun risque de transformations chimiques 
des granulats.  




I.6.1.3 Conséquence sur les propriétés physiques du béton 
I.6.1.3.1 Porosité et densité apparente 
Des études menées sur BHP et BO [Tsimbrovska 1998] ont montré que la porosité accessible 
à l’eau (Figure I-36) varie avec la température au-delà de 100°C. Cette variation est due aux 
transformations chimiques accompagnant le départ d’eau mentionné précédemment (eau 
évaporable et eau de constitution issue de la déshydratation des hydrates). Selon Fischer 
(1970) et Sawicz (1981), c’est la perte d’eau localisée entre les feuillets des hydrates qui 
entraîne un retrait de ces feuillets. Cette évolution est également perceptible sur la porosité au 
mercure (Figure I-37). Par conséquent, la densité apparente diminue légèrement avec la 
température (Figure I-38). Ces mesures peuvent cependant être modifiées par l'apparition 
d'une microfissuration liée à l'élévation de la température. 
 
Figure I-36 : Porosité totale des bétons BO et BHP en fonction de la température obtenue par la 
mesure de porosité à l’eau [Tsimborovska 1998]. 
 
Figure I-37 : Evolution de la porosité au mercure en fonction de la température [Noumowe 2003]. 





Figure I-38 : Evolution de la densité apparente avec la température [Kalifa et al. 1998]. 
I.6.1.3.2 Perméabilité 
La perméabilité intrinsèque (k), déterminée selon la méthode de Klinkenberg [Klinkenberg 
1941] mesurée à l’azote en utilisant un perméamètre à charge constante CemBureau [Kollek 
1989], a été réalisée dans le projet national BHP 2000 sur des bétons (BO et BHP) ayant subi 
des traitements thermiques jusqu'à 400°C. Les Figure I-39 et Figure I-40 donne l’évolution 
de cette caractéristique en fonction de la température. On constate bien qu’à 105°C, la 
perméabilité intrinsèque des BHP (M100) est inférieure à celle des BO (M30) (Figure I-39). 
En revanche, la perméabilité des BHP augmente rapidement avec la température, pour 
atteindre le même ordre de grandeur que celle des BO à 400°C. L’explication de ce 
phénomène est donnée par Tsimbrovska et al [Tsimbrovska  1998 ; Tsimbrovska et al. 1997] 
à partir des mesures de porosimétrie montrant qu’entre 80°C à 300°C il y aurait un 
déplacement « monomodal » de pores vers les plus grandes tailles. A partir de 300°C - 400°C, 
la perméabilité serait davantage contrôlée par des fissures qui se créent aux interfaces pâte-
granulats et entre les granulats.  
 
Figure I-39 : Perméabilité intrinsèque résiduelle en fonction de la température [Pimienta et al. 2005]. 





Figure I-40: Evolution de la perméabilité d’un béton à granulats basalte en fonction de la 
température [Sliwinski et al. 2004]. 
I.6.1.3.3 Résistance en compression 
La Figure I-41 donne l’évolution de la résistance relative en compression de manière normée 
par rapport à sa valeur à la température de référence à 20°C (fcT/fc20°C) en fonction de la 
température. Ces essais ont été menés à températures stabilisées (20°, 120°, 250°, 400° et 
600°C) [Pimienta  1998, 2001] et comparés aux résultats obtenus par Diederichs et al (1992), 
Castillo et Durrani (1990) ainsi qu’au DTU (Document Technique Unifié) [DTU 1987]. 
 
Figure I-41: Evolution de la résistance relative en compression en fonction de la température 
[Pimienta et al. 2005]. 
A 120°C, la résistance relative en compression des composites (BHP et BO) chute entre 70% 
et 85% de la valeur à 20°C. Pour les BHP, l’origine de cette diminution serait due à plusieurs 
phénomènes : 




- La température pourrait tout d’abord provoquer une réduction des forces de Van-der-Walls 
entre les couches de C-S-H, une réduction des énergies de surfaces du gel, ainsi qu’un 
développement probable de groupes silanols (Si-OH HO-SI) qui présentent de faibles forces 
de liaison [Khoury 1992], diminuant de fait la cohésion et donc la résistance en compression. 
- Il pourrait également se développer une redistribution des contraintes internes à haute 
température du fait des variations volumiques des hydrates dues aux réactions physico-
chimiques, ce qui entrainerait une plus grande concentration des contraintes et une 
microfissuration [Diederichs et al. 1992]. 
- Au-delà de 250°C, les résistances relatives, tel que montré sur la Figure I-41, diminuent de 
façon plus ou moins régulière avec l’augmentation de la température, en accord d’ailleurs 
avec l’augmentation de la porosité et de la fissuration [Pimienta et al. 2005]. 
On remarque également que l’influence de la nature des granulats sur la résistance en 
compression n’est pas significative à des températures inférieures à 400° C. Cependant, pour 
des températures supérieures à 400°C, l’influence des granulats est plus que visible, comme 
dans le cas des granulats silico-calcaire où la résistance en compression est quasi nulle dès 
600°C. 
I.6.1.4 Module d’élasticité et coefficient de Poisson 
I.6.1.4.1 Module d’élasticité 
Il est admis que la déformabilité des bétons augmente avec la température. On peut le 
constater sur la Figure I-42 ci-dessous donnant les résultats des essais de module d’élasticité 
obtenus par Diederichs et al (1992), Castillo et Durrani (1990) ainsi que les fuseaux de 
l’Eurocode 2 et du DTU (Document Technique Unifié). Remarquons que ces études ne 
comportent pas d’expérience dans la gamme 20°C-100°C et que le règlement ne prévoit pas 
de chute de module dans cette zone. 





Figure I-42 : Evolution du module d’élasticité en fonction de la température [Hager 2004]. 
I.6.1.4.2 Coefficient de Poisson 
D’après Maréchal (1970), le coefficient de Poisson évolue de la même manière que le module 
d’élasticité (essais réalisés jusqu’à 400°C sur des bétons ordinaires avec granulats siliceux). Il 
diminue avec l’augmentation de la température. Farage et al (2003), en menant des mesures 
du coefficient de Poisson sur pâte de ciment en fonction de la température par la technique de 
propagation des ultrasons, confirment la diminution du coefficient de Poisson de 20% à 
150°C mais notent une ré-augmentation de celui-ci de 7,5% à 300°C.  
Précisons enfin que ces caractéristiques ont été mesurées sur des bétons ayant subi un cycle 
thermique, mais froids au moment de l’essai.  
I.6.1.5 Coefficient de dilatation thermique  
[Pimienta et Hager 2003] ont montré, à partir d’une étude réalisée sur des BHP à base de deux 
types de granulats (calcaire, silico-calcaire), que la déformation thermique des BHP formulés 
avec des granulats silico-calcaires est environ 2 fois supérieure à celle des BHP de granulats 
calcaires. La déformation thermique des granulats siliceux est en effet supérieure à celle des 
granulats calcaire ce qui conduit ces auteurs à conclure que la déformation thermique des 
bétons dépend principalement de la nature des granulats, et de façon marginale de la pâte de 
ciment hydratée. 




Le Tableau I-1 ci-dessous fournit l’effet de la température sur le coefficient de la dilatation 
thermique pour trois types de granulats [Bažant et Kepler cité par Hager 2004]. 
Tableau I-1: Effet de la température sur le coefficient de la dilatation thermique pour le grès, le 
calcaire et le granit [Bažant et Kaplan 1996 cité par Hager 2004]. 
Coefficient de dilatation thermique αT [10-6/°C] température 
grés calcaire granit 
20-100°C 10,0 3,0 4 
100-300°C 15,0 9,0 13,5 
300-500°C 21,5 17,0 26,0 
500-700°C 25,0 33,0 47,5 
La déformation thermique de la pâte de ciment est observée seulement dans des températures 
allant jusqu’à 150°C. Au-delà de cette température, la pâte subit une contraction comme le 
montre la Figure I-43 [Jumpanneau 1989 ; Khoury 1995]. Cette figure donne également la 
déformation thermique de divers bétons en fonction de la température et de la nature des 
granulats. Elle permet de constater que le coefficient de dilatation thermique varie de façon 
significative avec la température au-delà de 100°C. En deçà, la courbe dilatation - température 
est quasiment linéaire, ce qui laisse supposer un coefficient de dilatation thermique quasiment 
constant et identique pour les différents bétons, de l’ordre de 0,75.10-5/°C pour un béton à 
granulats calcaire à 1.10-5/°C pour un béton à granulats siliceux. La pâte de ciment a un 
coefficient de dilatation très voisin de celui des granulats, ce qui, dans la gamme 20-100°C 
qui nous intéresse, limite les risques de dilatations différentielles entre ces deux phases. 
 
Figure I-43: Déformations thermiques des bétons avec différents types de granulat [Piasta 1989] 
1.silicieux, 2.grès, 3.calcaire, 4.basalte, 5.argile expansée, 6.pâte du ciment. 
 




I.6.2 Déformations différées des bétons en température 
I.6.2.1 Retrait en température 
I.6.2.1.1 Retrait d’auto dessiccation 
Le retrait des matériaux cimentaires en condition endogène est considérablement influencé 
par la température. En effet, les résultats obtenus récemment par Brue (2009) sur des 
éprouvettes prismatiques protégées de la dessiccation par trois couches de papier aluminium 
autocollant montrent une augmentation significative de l’amplitude du retrait endogène 
lorsque la température augmente. Le Tableau I-2 ci-dessous donne l’amplitude du retrait 
endogène à une échéance de 100 jours à 20°C, 50°C et 80°C. Ces résultats sont obtenus sur 
des matériaux cimentaires de référence de l’Andra (analogues à ceux que nous allons étudier 
par la suite) ayant subi une cure de 6 mois dans l’eau pour limiter les interactions avec 
l’hydratation. Les rapports E/L des bétons CEM I, CEM V et CEM V* sont respectivement 
0,43, 0,39 et 0,48. 
Tableau I-2: Amplitude de retrait des bétons Andra en fonction de la température [Brue 2009]. 
Retrait endogène maximal [µm/m] CEM I CEM V CEM V* 
20°C 21 41 33 
50°C 71 27 111 
80°C 112 133 157 
Le rapport des retraits du CEM I par exemple est de l’ordre de 3,4 entre les températures de 
20°C et 50°C et 5,3 entre 20°C et 80°C. Cette importante augmentation serait due 
principalement à la pression capillaire qui s’amplifie avec l’élévation de la température 





eaucap lnρ=  (I-50) 
Cela conduit donc à une contraction du squelette solide [Brue 2009]. Brue note également que 
l’augmentation du retrait en température est plus marquée dans les cas de béton CEM V qui 
ont une porosité plus importante mais aussi plus fine que les CEM I.  




I.6.2.1.2 Retrait de dessiccation 
Le Tableau I-3 ci-dessous met en évidence l’effet de la température (à humidité relative 
constante) sur l’amplitude de retrait de dessiccation des trois bétons référence Andra à base de 
ciments CEM I et CEM V [Brue 2009]. Les résultats correspondent à l’humidité relative 
finale atteinte (HR=60% sur la Figure I-44) [Brue 2009]. 
Tableau I-3: Ratio entre la déformation à la température considérée et la déformation à 20°C [Brue 
2009]. 
 50°C 80°C 
CEM I 2,2 2,7 
CEM V 1,6 2,6 
CEM V* 2,0 2,4 
 
Figure I-44: Retrait de dessiccation du CEM V en fonction de la température et de l’humidité relative 
imposées [Brue 2009]. 
Au fur et à mesure que la température s’élève la désorption devient de plus en plus 
importante, ce qui provoque un séchage et une dépression capillaire importante comme cela a 
été expliqué au paragraphe précédent. La Figure I-45, montre les isothermes de sorption à 
20°C, 50°C et 80°C des bétons CEM I et V Andra. Ces essais ont été réalisés au LMDC par 
[Ranaivomanana 2010]. Les bétons sont âgés de 1 an au départ des essais et protégés de la 
carbonatation. Ces résultats montrent qu’à humidité relative constante, le degré de saturation 
est grandement modifié par la température. Ranaivomanana explique dans sa thèse que cette 
variation ne peut pas être expliquée qu'à partir des modifications de propriétés physiques de 
l’eau et de l’adsorption, mais qu’il est nécessaire de faire appel à des phénomènes plus 
complexes tels que la micro-diffusion. Celle-ci induit une modification des zones saturées 
telle que les contraintes hydriques s’en trouvent certainement profondément changées. 





(a) isotherme de sorption d’eau à 20°C du béton 
CEM I 




(b) isotherme de sorption d’eau à 50°C du béton 
CEM I 
(e) isotherme de sorption d’eau à 50°C du béton 
CEM V 
  
(c) isotherme de sorption d’eau à 80°C du béton 
CEM I 
(f) isotherme de sorption d’eau à 80°C du béton 
CEM V 
Figure I-45: Isothermes de sorption d’eau à 20°C, 50°C et 80°C du CEM I (a, b et c) et CEM V (d, e 
et f) [Ranaivomanana 2010]. 




I.6.2.2 Fluage en température 
I.6.2.2.1 Fluage propre  
Cinétique du fluage propre en température :  
Le Tableau I-4 présente de façon synthétique les résultats d’une analyse bibliographique que 
nous avons réalisée antérieurement [Ladaoui et al. 2010]. La dernière colonne du Tableau I-4 
fournit, en particulier, les ratios des amplitudes de fluage propre en température par rapport au 
fluage à la température de référence, ceci bien entendu pour une même condition de 
conservation. Une représentation graphique de ces ratios en fonction de la température d’essai 
et du taux de chargement du béton permet de mieux analyser les tendances (Figure I-46). 
L’ensemble des points représentés sur ce graphique correspondent à des bétons durcis ayant 
subi une longue cure afin de s’affranchir d’éventuels couplages avec l’hydratation. 





















creep at T / 
creep at Tref 
30% 28 40 1.83 
30% 28 65 1.55 
30% 28 93.5 2.67 
30% 60 40 1.29 
30% 60 65 1.76 
30% 60 93.5 2.22 
30% 180 40 1.31 
30% 180 65 1.77 
30% 180 93.5 2.69 
Browne 1967 
(1) Autogenous 20 50 700 
30% 400 40 3.25 
21.5% 180 53 1.80 
21.5% 180 57 2.39 Hannant 1967 (2) Water 27 
64.5 
cube 800 21.5% 180 75 3.30 
32% 28 43°C 1.22 
32% 28 71°C 1.94 
32% 90 43°C 1.48 500 
32% 90 71°C 3.04 
32% 270 43°C 1.60 
Kommendant 
et al. 1976 
(3) 
Autogenous 23 45.4 
300 32% 270 71°C 2.86 
Mc Donald 
1975 (4) Autogenous 22.8 43.4 100 38.2 90 65.6 1.53 
25% 365 46°C 1.74 
25% 365 71°C 2.53 




Water 21°C 50 225 
45% 365 71°C 2.28 
18% 35 71°C 1.59 




Autogenous 21 34.4 180 
37% 35 71°C 2.48 
York et al. 




Water 20 43 120 33% 123 60 1.8 
 







Figure I-46: Représentation graphique des ratios de fluage propre en température par rapport au 
fluage à la température de référence (dernière colonne du tableau 1) en fonction de la température 
d’essai (°C) et du taux de chargement du béton (%) [Ladaoui et al. 2010]. Les numéros permettent de 
retrouver la référence de l’essai dans le Tableau I-4. 
Bien que la Figure I-46 révèle une grande dispersion concernant l’effet de la température sur 
le fluage, il est néanmoins possible de déceler une tendance intéressante représentée par les 
lignes discontinues sur la Figure I-46. Cette tendance montre que l’effet de la température 
diminue avec le taux de chargement. L’effet de la température semble en effet être plus 
important pour les bétons dont le taux de chargement est inférieur à 30%fcm, ligne (1) sur la 
Figure I-46, que pour ceux dont le taux de chargement est supérieur à cette valeur, ligne (2). 
Nous pouvons également constater que le béton le plus résistant inventorié dans notre étude 
bibliographique (points indicés 2 sur la figure 1) est également celui dont le fluage est le plus 
amplifié par la température, ce qui laisse augurer d’un effet significatif de la température sur 
les BHP.  
Par ailleurs, les travaux de Nasser et Neville (1965), Nasser et  Lohtia (1971) et Nasser et 
Marzouk (1981) montrent que le fluage propre des BO en température varie linéairement avec 
le taux de contrainte appliquée comme le montre la Figure I-47 . Les taux de contraintes 
maximums appliqués sont ici de 70%, ce qui laisse penser que pour des BO, même en 
température, il n’y ait pas de couplage entre fluage et endommagement jusqu’à de tels 
niveaux de chargement. 





Figure I-47: Fluage mesuré à 180 jours en fonction du taux de contrainte appliquée en % [Nasser et 
Lohtia 1971]. 
La Figure I-48 montre que l’amplitude de la recouvrance est indépendante de la température, 
ce qui là aussi laisse penser qu’il n’y a pas de couplage avec l’endommagement. 
 
Figure I-48: Relation entre recouvrance et temps à partir de déchargement pour différentes 
températures et taux de contrainte (a) 35%, (b) 60% et (c) 70% [Nasser et Neville 1965]. 
Comme l’illustre la figure ci-dessous, les différents résultats fournis par ces auteurs montrent 
que le fluage augmente avec la température. 





Figure I-49 : Fluage en température en fonction du temps entre 70 et 205°F (21 et 96°C) [Nasser et 
Neville 1967]  
Mécanismes de fluage propre en température : 
Nasser et Neville (1965) supposent que, malgré l’augmentation de la température, les 
mécanismes du fluage demeurent les mêmes, compte tenu de la similarité des courbes 
d’évolution de fluage en fonction du temps.  
Nasser et Lohtia (1971) pensent que le mécanisme de fluage du béton en température est dû 
principalement à la déformation du gel de C-S-H et à la diffusion de l’eau adsorbée. Pour 
Nasser et Marzouk (1981), le mécanisme de fluage jusqu’à 82°C serait dû principalement à la 
diffusion de l’eau adsorbée et aux changements physiques du gel.  
Maréchal (1970) estime quant à lui que, dans le cas d’un béton conservé à la saturation, les 
hydrates ne se transforment pas et leur présence dans la structure est la cause du fluage. Il 
explique également que si le béton est stabilisé dans ses transformations chimiques et 
débarrassé de son eau évaporable, alors il présente un fluage relativement faible et se 
comporte comme un corps cristallin, laissant supposer que la seule cause de fluage possible 
dans un béton est la présence d’eau dans les gels de C-S-H. Ces observations vont dans le 
sens d’une diminution du taux de fluage pour les matériaux secs, ce qui est effectivement 
logique. Au-delà de 121°C, il suppose que le mécanisme de fluage pourrait être la mobilité de 
la part solide du gel, accentué par des pertes d’adhérence entre le ciment et les granulats. 
Notons que cette dernière explication ne laisse guère de place au caractère visqueux du 
matériau : si, comme il le stipule, il n’y a plus suffisamment d’eau pour assurer un glissement 
visqueux, alors pourquoi y aurait-il encore du fluage, ne devrait-on pas avoir simplement une 
diminution du module élastique ? 




Nasser et Neville (1965) ont suggéré qu’entre 71°C et 82°C une quantité d’eau adsorbée 
commence à s’évaporer et que le gel étant la seule phase déformable, la diminution observée 
du taux de fluage au-delà de 82°C doit être la conséquence naturelle de la perte d'eau 
adsorbée.  
Powers (1968) affirme que l’effet de la température sur la vitesse de fluage traduit l’effet de la 
température sur la diffusion de l’humidité et ajoute qu’il n’y a pas de fluage en l’absence 
d’eau évaporable.  
Pour expliquer l’effet de la température sur le fluage, Bažant et al (2004) suggère dans sa 
théorie « micro-prestress-solidification » [Bažant et Prasannan 1989 a, b] que l’élévation de la 
température a un effet double sur le fluage. Ces deux effets seraient générés par deux 
mécanismes différents. D’une part, l’élévation de la température accélère la rupture des 
liaisons provoquant le glissement des C-S-H et, par conséquent, accroît l’amplitude de fluage. 
D’autre part, le processus chimique de l’hydratation du ciment est plus rapide et donc 
augmente la rigidité, ce qui diminuerait le fluage. Habituellement, le premier effet l'emporte et 
l'effet global d’une élévation de la température se traduit par une augmentation de l’amplitude 
de fluage du béton [Bažant et al 2004]. 
Hauggaard et al. (1999) expliquent quant à eux l'accroissement de l'amplitude du fluage avec 
la hausse de température par la réduction de la viscosité de l'eau. 
I.6.2.2.2 Fluage de dessiccation 
Maréchal (1969) a montré que le fluage en température d’un béton préalablement séché est 
considérablement diminué, comparé au même béton en équilibre hydrique. Il a montré en 
particulier que le béton débarrassé de son eau évaporable avait des vitesses de fluage dont 
l’évolution d’amplitude en fonction de la température pouvait être modélisée par une loi 
d’Arrhenius avec des énergies d’activation sensiblement constantes et du même ordre de 
grandeur pour divers bétons [Maréchal 1970]. En revanche, pour le béton non séché (en 
équilibre thermo-hygrométrique) et pourtant âgé (1 an à l’échéance d’essai), la variation de 
vitesse de fluage en fonction de la température est rapide avec un maximum vers 50-60°C. La 
partie commune aux deux conditions est située aux températures supérieures à 110°C (Figure 
I-51). L’analyse de l’évolution de la vitesse de fluage en température du béton en équilibre 
thermo-hygrométrique semble assez complexe. Toutefois, on remarquera que, dans la 
première partie de la courbe, la vitesse s’accroît en même temps que la température, c'est-à-




dire dans le même sens de l’accroissement que le retrait. Après avoir atteint le maximum, 
l’hypothèse émise par Maréchal pour expliquer le mécanisme est que la surface d’action des 
films d’eau adsorbés diminue avec l’élévation de la température et que, lorsque la température 
de 105°C est dépassée, on suit la variation de fluage du matériau séché. En d’autres termes, si 
le matériau n’est pas sec avant le début de l’essai, on récupère une composante de fluage de 
dessiccation. Si le matériau est pré-séché, cette composante disparait et il ne reste que du 
fluage propre du béton « sec ». 
 
Figure I-50 : Influence de l’eau évaporable sur le fluage en température [Maréchal 1969]. 
 
Figure I-51 : Vitesse de fluage en fonction de la température [Maréchal 1969]. 





Figure I-52: Fluage en fonction du temps à différentes température (béton d’agrégats de quartzite ; 
contrainte de 100 bars) [Maréchal 1969]. 
I.6.3 Fluage transitoire en température 
La déformation thermique transitoire, appelée aussi fluage thermique transitoire (FTT), est la 
propriété des bétons et de la pâte de ciment à se déformer de façon importante sous 
sollicitations thermiques et mécaniques appliquées simultanément [Illston et Sanders 1973 ; 
Khoury et al. 1985]. Ces chercheurs ont constaté expérimentalement que la déformation 
obtenue dans ce cas de figure est largement supérieure au cumul des déformations élastique et 
de fluage propre (Figure I-53). A température < 100°C, le FTT se poursuit sur plusieurs 
jours. Cependant, à des températures > 100°C, la déformation est quasi instantanée [Hager 
2004]. 
 
Figure I-53: Effet de la chronologie des sollicitations« température/chargement » sur la valeur des 
déformations mesurées lors des essais de fluage [Illston et Sanders 1973].  




En pratique, cette déformation est considérée indépendante du temps et uniquement fonction 
de la température. L’appellation de fluage (qui implique le paramètre temps) est donc parfois 
controversée et remplacée par « déformation thermique transitoire (DTT) ». Dans la 
littérature, on retrouve les appellations suivantes : Load induced Thermal strain LITS [Khoury 
et al. 1985] ; Transitional deformation [Schneider et al. 1976] ; Transient straint [Diederichs 
et al. 1992] ou Transient creep [RILEM TC 129-MHT 1998]. 
Il est à noter que le FTT ou la DTT est un phénomène irréversible qui se produit uniquement 
lors de la première montée en température, elle ne réapparait pas lors du refroidissement ou de 
la remontée en température (sauf si la température atteinte lors de la première montée en 
température est dépassée) [Hansen et Eriksson 1966 ; Petkovski et Crouch 2007 ; Hager 2004 
; Hager et Pimienta 2005 ; Hassen et Colina 2006 ; Colina et Sercombe 2004]. 
Hansen et Eriksson (1966) suppose que la DTT est provoquée par la microdiffusion de l’eau 
entre les macropores (pores des gels) et les micropores (pores des capillaires). Bažant et 
Chern (1985) supposent quant à eux qu’il s’agit d’un mécanisme sous-jacent de fluage de 
dessiccation. D’anciennes études ont démonté que le surplus de déformation est observé aussi 
sur des bétons chargés puis chauffés dans l’eau. Ceci remet en question l’hypothèse que la 
DTT serait un fluage de dessiccation, encore faut-il que la reprise d’eau soit suffisante. Bažant 
et al (1997) considère que la DTT correspond à un retrait de dessiccation. Des études récentes 
[Sabeur et al. 2008 ; Sabeur et Meftah 2006] montrent que le fluage thermique transitoire 
n’est autre que du fluage de dessiccation jusqu’à 105°C. Au-delà, ces auteurs ont observé par 
ATG (Analyse Thermo-Gravimétrique) (Figure I-54) que le fluage transitoire évolue 
simultanément avec la déshydratation des hydrates. Ils en déduisent que le FTT transitoire 
n’existerait qu’au-delà de 105°C et serait dû à la déshydratation des C-S-H. En deçà de cette 
valeur, le phénomène serait modélisable par un modèle de fluage de dessiccation, à la 
condition, bien entendu, que les pressions capillaires et les isothermes de désorption soient 
eux-mêmes simulés de façon réaliste. 





Figure I-54 : Evolution de la perte de masse relative en fonction du temps et de la température donnée 
par ATG [Sabeur et Meftah 2006]. 
I.6.4 Modélisation du fluage en température 
Comme nous venons de le détailler, il existe deux effets de la température sur le fluage 
suivant l’historique de sollicitation thermo-mécanique : modification du fluage propre d’une 
part, apparition d’un fluage thermique transitoire d’autre part. Nous présentons ci-dessous 
brièvement quelques aspects de modélisation en lien avec ces deux phénomènes. Tout 
d’abord, les effets de la température sur le fluage propre, ensuite le fluage thermique 
transitoire.  
Effet de la température sur le fluage propre : 
Diverses méthodes analytiques ont été utilisées pour prédire l’effet de la température 
(constante) sur le fluage [Schwarzl et Staverman 1952 ; Sackman 1963 ; Mukaddam et 
Bresler 1972]. Ces auteurs suggèrent que, dans le cas de comportement viscoélastique 
linéaire, le changement de température est équivalent à une translation de l’échelle 
logarithmique du temps. Ce principe repris par Fahmi et al (1973) a permis de reproduire avec 
succès l’évolution des résultats expérimentaux de fluage propre en température [York et al. 
1970 ; McDonald 1972 ; Arthanari 1967] en utilisant une fonction de translation (shift 
function). Cette approche est purement mathématique et donc dépourvue de sens 
phénoménologique des mécanismes de fluage.  




Bažant et al (2004) proposent de généraliser le modèle basé sur la théorie « micro-prestress-
solidification » [Bažant et Prasannan 1989 a, b] présenté précédemment (voir § I.6.2.2) 
reposant sur le concept de deux effets antagonistes de l'élévation de la température : 
augmentation de l'amplitude de fluage due à l'accélération des ruptures des liaisons favorisant 
les glissements des C-S-H et activation du processus chimique de l’hydratation du ciment 
entraînant une amélioration de la rigidité et donc une réduction du fluage. Ces deux effets sont 
modélisés en introduisant deux temps variables différents : un temps équivalent te (temps 
d’hydratation équivalent) qui caractérise l’hydratation de façon indirecte et un temps tr 
caractérisant le changement du taux de rupture des liaisons suivant Bažant (1995) :  




ττβ  (I-51) 
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ττψ  (I-54) 
( ) ( ) ( )ttt hT ψψψ =  ; ( ) ( ) ( )21 tht hhh ααψ −+=   (I-55) 





















υψ  (I-56) 
Où :  
T  est la température absolue (K), 
0T  est la température de référence,  
h  est l’humidité (pression de vapeur) dans les pores capillaires de la pâte de ciment,  
R  est la constante des gaz parfaits, 
hQ  et νQ  sont les énergies d’activation respectivement de l’hydratation et du processus 
visqueux de la pâte. 




Pour 0T =296K, Bažant trouve des énergies d’activation suivantes : KR
Qh 2700=  et 
KR
Q 5000=ν . La prise en compte de l’effet de la température et de l’humidité relative dans 
le modèle de Bažant s’effectue en introduisant les temps équivalents ( et  et rt ) dans les 
relations de la déformation viscoélastique du gel de C-S-H. Le modèle est présenté sur la 
Figure I-55. Dans ce modèle, νε  est partiellement réversible et fε complètement 
irréversible. iε  représente la déformation instantanée, crε est la déformation due à là 
fissuration ou à l’endommagement, shε  et Tε  sont respectivement la déformation de retrait 
et la déformation thermique transitoire causées respectivement par les variations d’humidité et 
de la température. Des calages réalisés avec ce modèle sont présentés sur la Figure I-56. 
 
Figure I-55: Modèle rhéologique proposé par Bažant et al (2004). 






Figure I-56: Modélisation de l’effet de la température sur quelques résultats expérimentaux de fluage 
propre [Bažant et al. 2004]. 
Récemment, les principes consistant à accélérer la vitesse de fluage par une loi d’Arrhenius 
ont été utilisés dans un modèle de prédiction de déformation de fluage propre au jeune âge par 
[Benboudjema et Torrenti 2008 ; Briffaut 2010]. La prise en compte de l’effet de la 
température dans ce modèle est intégrée par thermo-activation (loi Arrhenius) et insérée dans 
la relation de raideur des ressorts (I-57) et de la viscosité (I-58) des amortisseurs des éléments 
de Kelvin-Voigt de la façon suivante :  
























bc ξξ  (I-57) 
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bc ξηξη  (I-58) 
avec acE  l’énergie d’activation du fluage et KT 2930 = . 




Cette modélisation est dans le même esprit que celle proposée par Bažant et al (2004). Les 
auteurs reprennent l’idée selon laquelle l’augmentation du fluage lorsque la température 
s'élève pourrait être due à la baisse de la viscosité de l’eau [Hauggaard et al. 1999 ; 
Benboudjema et Torrenti 2008]. Ils adoptent de ce fait une énergie d’activation égale à celle 
associée à la modification de viscosité de l’eau. 
Fluage thermique transitoire : 
Comme nous l’avons défini auparavant, le fluage thermique transitoire constitue un 
supplément de déformation observé lorsque la montée en température est réalisée sur un 
matériau déjà chargé. Cette configuration ne correspond pas à celle de nos essais puisque 
nous avons d’abord appliqué le chauffage et ensuite le chargement. Toutefois, ce phénomène 
ne peut être ignoré lors d’une étude sur les effets de la température sur le fluage. 
Selon Bažant, ce phénomène peut être modélisé par la théorie de consolidation par micro-
précontrainte [Bažant et Huet 1999]. Thelandersson propose quant à lui une relation 
empirique plus simple à utiliser [Thelandersson 1987]: 
σλε Tttc && =  (I-59) 
avec λ  (Pa-1.K-1) un paramètre matériau, correspondant à l'inverse de la viscosité. 
On peut noter que la valeur absolue sur la température conduit à une déformation de fluage 
thermique transitoire du même ordre pendant un refroidissement que pendant un chauffage. 
Ce point mériterait d’être confirmé par une campagne expérimentale appropriée.  
Sabeur et Meftah (Sabeur et al 2008) pensent quant à eux que le fluage transitoire en 
température n’existe pas en dessous d’une température de l’ordre de 100°C et qu'il n’apparaît 
qu’au-delà de cette température avec la déshydratation des C-S-H. Pour appuyer cette idée, les 
auteurs montrent qu’une bonne prise en compte du fluage de dessiccation au-dessous de 
100°C suffit à expliquer tous les phénomènes expérimentaux. Si cette modélisation est 
pertinente, elle présente un avantage certain par rapport aux modèles empiriques de fluage 
thermique transitoire. 





Ce premier chapitre bibliographique propose tout d’abord une synthèse des connaissances sur 
les bétons à hautes performances qui seront l’objet de notre étude. Leurs formulations se 
distinguent principalement des bétons ordinaires (BO) par l’ajout d’additions de type 
pouzzolanique (fumée de silice, laitier de haut fourneau, cendres volantes), par un rapport E/L 
faible et une forte adjuvantation. Afin de mieux comprendre leur microstructure qui se 
caractérise notamment par un réseau poreux plus fin que celui des BO, nous avons rappelé 
quelques notions importantes tels que l’état de l’eau dans la matrice cimentaire, les réactions 
d’hydratation dans le cas plus spécifique d’un rapport E/L réduit, ainsi que la structure et la 
morphologie des C-S-H. 
Dans un deuxième temps, un état de l’art des connaissances du comportement différé des 
bétons a été dressé. Les mécanismes à l’origine des phénomènes de retrait et de fluage ont été 
décrits et les paramètres influents précisés. Dans l’optique de notre étude de l’impact sur les 
déformations à long terme d’une température élevée dans une gamme allant de 20°C à 80°C, 
nous nous sommes intéressés aux précédentes études ayant abordé cette thématique. 
Cependant, elles sont en nombre limité et, du fait de leur ancienneté, elles ne concernent 
principalement que les bétons ordinaires (BO). Ce constat justifie l’importance et la nécessité 
de ce travail de recherche qui a pour objectif de mieux appréhender la réponse à long terme 
des BHP soumis à des contraintes thermo-hydro-mécaniques. 
Enfin, l’aspect modélisation a été traité sur la base des différents modèles existants et 
notamment ceux prenant en compte l’effet de la température. Le modèle de Sellier et Buffo-
Laccarrière a, en particulier, été présenté puisque nous l’utiliserons dans la dernière partie de 
cette thèse pour modéliser nos essais, sans recours au fluage thermique transitoire compte 
tenu de l’histoire thermique et mécanique de nos éprouvettes, ni au couplage avec 
l’endommagement, compte tenu du faible niveau de chargement étudié durant notre 
programme d'essais de fluage. Notre objectif sera donc de préciser au mieux les fonctions 
d’activation thermique affectant le fluage propre. Comme nous le verrons, le modèle pourra 
alors être utilisé avec succès pour modéliser les phénomènes de retrait et de fluage de 




























Dans le présent chapitre, nous présenterons dans un premier temps le programme 
expérimental contractuel établi entre le LMDC et l’Andra et son organisation. Nous décrirons 
par la suite les matériaux utilisés et les formulations des BHP objets de notre étude, les essais 
de caractérisation du béton à l’état frais et durci, ainsi que le principe et la procédure d’essai 
de détermination des déformations différées (retrait et fluage) sur béton durci à température 
ambiante (20°C). Nous détaillerons également la procédure expérimentale de détermination 
des déformations différées sur béton durci en température (50°C et 80°C) et en dessiccation 
(50°C et 50%HR) pour lequelles deux équipements ont été exclusivement conçus et mis au 
point afin d’améliorer la compréhension des phénomènes à l’origine des déformations 
différées induites par les conditions environnementales auxquelles seront soumis les bétons 
des futurs composants de stockage des déchets radioactifs.  
II.2 Programme expérimental prévisionnel 
Un large programme expérimental a été établi entre le LMDC et l’Andra pour permettre 
l’étude complète du fluage de compression uniaxial en température sur quatre types de bétons. 
Le Tableau II-1 détaille le type d’essai, la température de l’essai ainsi que le mode de cure 
(conservation avant l’essai) et le mode de conservation pendant l’essai pour chaque type de 
béton. Le nombre d’éprouvettes correspond au nombre nécessaire pour réaliser les essais de 
déformations différées en question et ceux pour la caractérisation mécanique (résistance en 
compression, module d’élasticité et coefficient de Poisson). 
Ce programme a été organisé, dans un premier temps, en 4 grandes tâches : tâche 1.A, tâche 
1.B et tâche 1.C (voir le document « Groupement de Laboratoires, fiche de proposition 
technique » [GL 2007]. Toutefois, les tâches ont été légèrement modifiées pour des raisons 
pratiques. Une tâche supplémentaire a été rajoutée « tâche 1.D » pour compléter le 
programme expérimental. Les tâches ont été réorganisées comme suit :  
Tâche 1.A : Fluage propre et total à 20°C ±1°C et 50% ±5% HR : 
Tâche 1.A.a : Fluage propre et total pour CEM I et CEM V non fibrés, conservés en endogène 
Tâche 1.A.b : Fluage propre pour CEM I et CEM V fibrés et non fibrés saturés à 100%SR 




Tâche 1.B : Fluage propre en température (50°C ± 2°C et 80°C ± 2°C) : 
Tâche 1.B.a : Mise au point d’un système de fluage en température contrôlée  
Tâche 1.B.b : Fluage propre à 50°C pour CEM I et CEM V fibrés et non fibrés, saturés à 
100%SR 
Tâche 1.B.c : Fluage propre à 80°C pour CEM I et CEM V fibrés et non fibrés, saturés à 
100%SR 
Tâche 1.B.d : Fluage propre à 80°C pour CEM I et CEM V fibrés et non fibrés, conservés en 
endogène 
Tâche 1.C : Analyse de la microstructure 
Tâche 1.D : Fluage de dessiccation en température (50°C et 80°C, 50%HR) : 
Tâche 1.D.a : Mise au point du système de fluage en dessiccation en température contrôlée  
Tâche 1.D.b : Fluage de dessiccation en température et humidité relative contrôlées pour 
CEM V non fibrés, (50°C et 50%HR) 
Tâche 1.D.c : Fluage de dessiccation en température et humidité relative contrôlées pour 
CEM I non fibrés, (50°C et 50%HR) 




Tableau II-1: Programme expérimental  
Fluage Retrait 



































Endogène 3 3 
21 
Tâche 1.A.b : Fluage propre pour CEM I et CEM V fibrés et non fibrés saturés à 100%SR 
CEM I Endogène (Fluage propre) 100%SR 3 3 21 
CEM V Endogène (Fluage propre) 
20°C 
100%SR 3 3 21 
CEM I Fibré Endogène (Fluage propre) 100%SR 3 3 21 
CEM V Fibré Endogène (Fluage propre) 
20°C 
100%SR 3 3 21 
Tâche 1.B.b : Fluage propre à 50°C pour CEM I et CE M V fibrés et non fibrés, saturés à 100 %SR 
CEM I Endogène (Fluage propre) 100%SR 3 3 21 
CEM V Endogène (Fluage propre) 
50°C 
100%SR 3 3 21 
CEM I Fibré Endogène (Fluage propre) 100%SR 3 3 21 
CEM V Fibré Endogène (Fluage propre) 
50°C 
100%SR 3 3 21 
Tâche 1.B.c : Fluage propre à 80°C pour CEM I et CE M V fibrés et non fibrés, saturés à 100%SR 
CEM I Endogène (Fluage propre) 100%SR 3 3 
CEM V Endogène (Fluage propre) 
80°C 
100%SR 3 3 
21 
CEM I Fibré Endogène (Fluage propre) 100%SR 3 3 
CEM V Fibré Endogène (Fluage propre) 
80°C 
100%SR 3 3 
21 
Tâche 1.B.d : Fluage propre à 80°C pour CEM I et CE M V fibrés et non fibrés, conservés en endogène 
CEM I Endogène (Fluage propre) Endogène 3 3 
CEM V Endogène (Fluage propre) 
80°C 
Endogène 3 3 
21 
CEM I Fibré Endogène (Fluage propre) Endogène 3 3 
CEM V Fibré Endogène (Fluage propre) 
80°C 
Endogène 3 3 
21 










Endogène 2 1 
21 
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Endogène 2 1 
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II.3 Matériaux d’étude 
Cette étude expérimentale concerne quatre types de BHP retenus par l’Andra pour la 
réalisation des barrières ouvragées, en l’occurrence, alvéoles et colis de stockage. Le choix 
des constituants des BHP avait été fait sur la base de critères bien déterminés visant 
essentiellement la performance mécanique et la durabilité à très long terme afin de constituer 
une barrière de protection efficace permettant le bon conditionnement des déchets radioactifs 
et, par conséquent, de préserver l’environnement des éventuels impacts découlant de l’activité 
des radioéléments de ces derniers. Les BHP en question sont à base de deux types de ciment 
de référence à savoir CEM I et CEM V, de granulats calcaires (graviers et sable), de fibres 
inox, de fumée de silice (cas des bétons fibrés), de superplastifiant et enfin d’eau. Ces 
matériaux ont été soigneusement sélectionnés d'après des études préliminaires [Commene 
2001 ; Mary-Dippe 2001] en vue de remplir des fonctions prédéfinies en amont par un cahier 
de charge Andra donnant lieu aux quatre bétons suivants : CEM I non fibré ; CEM V non 
fibré ; CEM I fibré et enfin CEM V fibré. 
II.3.1 Caractéristiques des constituants des bétons utilisés 
II.3.1.1 Ciment 
Les deux ciments de référence sélectionnés par l’Andra pour les structures cimentaires des 
composants de stockage sont : CEM I 52,5 R CE PM-ES-CP2 (Lafarge, Val d’Azergues) et 
CEM V/A 42,5 N PM-ES-CP1 (Calcia, Airvault). Le Ciment CEM V/A est un ciment au 
laitier et aux cendres volantes. 
Ces ciments répondent aux exigences suivantes :  
a) Ciment résistant à l’attaque sulfatique 
Ce critère a orienté vers le choix de ciment résistants à une classe d’environnement type X2A 









b) Faible chaleur d’hydratation 
Ce deuxième critère a pour objectif la limitation de l’exothermie des ciments. Cela a conduit à 
l’utilisation des ciments mélangés dont l’hydratation est étalée dans le temps (CEM V : 
mélange de laitier et de clinker). 
c) Ciment de classe de résistance permettant la réalisation des BHP 
Le CEM V 42,5 d’Airvault du groupe Calcia est le seul ciment CEM V (à base de laitier) en 
France possédant une classe de résistance caractéristique de 42,5 MPa permettant la 
réalisation de BHP. De plus, le CEMV développe des déformations de retrait faibles et 
possède une finesse assez importante assurant une bonne compacité. Le CEM I 52,5 répond 
bien entendu au critère de résistance. 
d) Ciment à faible teneur en alcalins 
Ce dernier critère a une relation directe avec le choix des granulats afin de limiter le risque de 
déclenchement de la réaction alcali-granulats. 
Les Tableau II-2 et Tableau II-3 donnent les caractéristiques spécifiques des ciments de 
références. 
Tableau II-2: Caractéristiques physiques et mécaniques des ciments de référence sur mortier 
normalisé d'après [Commene 2001 ; Mary-Dippe 2001]. 
 CEM I CEM V 
Classe de résistance (MPa) 52,5 42,5 
Classe environnementale normalisée PM ES  PM ES  
Résistance en compression à 28 jours (MPa) 
Masse volumique (g/cm3) 







Retrait à 28 j (µm/m) 










Tableau II-3: Caractéristiques chimiques des ciments de référence [Commene 2001 ; Mary-Dippe 
2001]. 
Teneur en constituants CEM I CEM V 
Clinker (%) 
Laitier (%) 
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Le choix des granulats s’est porté sur des granulats calcaires non réactifs de la carrière du 
Boulonnais afin de minimiser au maximum les risques de développement des réactions alcali-
granulat. Ces granulats sont concassés et lavés et, de ce fait, présentent une excellente 
interface avec la matrice cimentaire (faible auréole de transition pâte-granulat). De plus, ils 
présentent un faible coefficient d’absorption (inférieur à 2). Ce sont d’ailleurs les mêmes 
types de granulats qui ont été sélectionnés comme granulats non réactifs de référence par 
l’AFREM [AFPC-AFREM 1997]. Ces granulats ont été utilisés pour la construction des 
ouvrages d’art du TGV Nord et du tunnel sous la Manche. Leurs caractéristiques sont 
détaillées dans le Tableau II-4. La Figure II-1 donne les courbes granulométriques de ces 
deux types de granulats (gravier 5/12.5 et sable 0/4). 




Tableau II-4: Caractéristiques usuelles des granulats de référence [Commene 2001]. 
Echantillon Sable 0/4 Gravillon 5/12,5 
Carrière de Provenance  Boulonnais Boulonnais 
Dimensions 0/4 mm 5/12,5 mm 
Masse volumique réelle 2 651 kg/m3 2 659 kg/m3 
Coefficient d’absorption 0,7% 0,8% 
Equivalent de sable 81,5% - 
Propreté superficielle du gravillon - 0,7% 
 
Figure II-1: Courbe granulométrique des granulats de référence [Commene 2001]. 
II.3.1.3 Fibres 
La sélection des fibres a été subordonnée à deux critères primordiaux, à savoir la durabilité et 
l’ouvrabilité des bétons. Par souci de prévention de la corrosion, des fibres inoxydables ont 
été sélectionnées. Le choix de la forme et des dimensions des fibres a été conditionné par 
leurs capacités à se répartir de manière homogène lors de la mise en œuvre et à assurer une 
bonne rhéologie du béton lors du malaxage. Au final, les fibres retenues, répondant aux 
exigences de l’Andra, sont des IFT Inox droites (longueur 30 mm, diamètre 0,6 mm) (Figure 
II-2) 





Figure II-2: Fibres inoxydables, longueur 30 mm, diamètre 0,6 mm 
II.3.1.4 Fumée de silice 
La fumée de silice incorporée dans les bétons fibrés est de la CONDENSIL S95 DM, 
caractérisée par une forte teneur en silice (95%) et un faible dosage en alcalins (0,6%), ce qui 
leur procure des résistances mécaniques élevées. De plus, leur teneur en carbone (1,5%) leur 
assure une consommation d’eau et de superplastifiant minimale. Le diamètre moyen des 
grains est de l’ordre de 0,1 µm. Le dosage en fumée de silice a été fixé à 10% de la masse de 
ciment, de manière à limiter le retrait et le dosage en superplastifiant nécessaire à la 
défloculation de ce dernier.  
II.3.1.5 Adjuvants 
Afin d'atteindre les résistances mécaniques élevées visées, le rapport E/L doit être fortement 
réduit. L'utilisation d'adjuvant devient dès lors indispensable pour assurer une ouvrabilité 
suffisante de ces matériaux. L’adjuvant sélectionné par l’Andra, entrant dans la formulation 
des bétons non fibrés est le Glénium 27 développé par la société MBT. Il s’agit d‘un 
superplastifiant haut réducteur d’eau de dernière génération dédié au Génie Civil. 
Pour les bétons fibrés, le choix s’est porté sur le Viscocrete 5400F, réducteur d’eau et 
retardateur de prise, de la société SIKA.  
Les deux superplastifiants permettent d’obtenir une très bonne ouvrabilité facilitant ainsi la 
mise en place des composites. 
Les fiches des caractéristiques des constituants des 4 BHP sont données dans l’Annexe A. 




II.3.2 Formulation de référence 
Les formulations de référence des 4 BHP objets de notre étude, sont données par les Tableau 
II-5 et Tableau II-6 ci-après. Les formulations des bétons à base de ciment CEMV/A ont été 
mises au point durant l’étude réalisée par l’entreprise Bonna Sabla [Andra C RP OBON 04-
415 2005]. Les deux autres formulations à base de ciments CEM I ont été ajustées lors de 
l’étude réalisée au LMDC par Camps [Camps 2008] tout en cherchant à obtenir les mêmes 
caractéristiques, à l’état frais puis à l’état durci, données dans le rapport de décembre 2000 
[Andra C RP 0 CTP 01-001/A 2000]. 
Il est à noter que les bétons non fibrés sont des bétons vibrés (BV), alors que les bétons fibrés 
se comportent comme des bétons autoplaçants (BAP), à savoir que leur mise en place se fait 
sous le seul effet de la pesanteur, et cela afin d’éviter les problèmes d’orientation 
préférentielle des fibres due à la vibration. Quant à la fumée de silice, elle n’est présente que 
dans les formulations des bétons fibrés, de manière à pallier la perturbation des empilements 
granulaires produite par l’introduction de fibres, leur redonnant ainsi une bonne compacité.  
Tableau II-5: Formulations des bétons non fibrés [Camps 2008] 
Constituants CEM I CEM V 
CEM I 52,5 R CE PM-ES-CP2 (Lafarge, Val d’Azergues) [kg/m3] 400 - 
CEM V/A 42,5 N PM-ES-CP1 (Calcia, Airvault) [kg/m3] - 450 
Sable calcaire 0/4 mm, Boulonnais [kg/m3] 858 800 
Gravillon calcaire 5/12,5 mm, Boulonnais [kg/m3] 945 984 
Superplastifiant Glénium 27, MBT (% de la masse de ciment) [kg/m3] 10,00 11,25 
Eau totale [kg/m3] 178 183 
Tableau II-6: Formulations des bétons fibrés [Camps 2008] 
Constituants CEM IF CEM VF 
CEM I 52,5 R CE PM-ES-CP2 (Lafarge, Val d’Azergues) [kg/m3] 454 - 
CEM V/A 42,5 N PM-ES-CP1 (Calcia, Airvault) [kg/m3] - 454 
Sable calcaire 0/4 mm, Boulonnais [kg/m3] 984 984 
Gravillon calcaire 5/12,5 mm, Boulonnais [kg/m3] 672 672 
Fumée de silice Condensil S95 DM [kg/m3] 45 45 
Superplastifiant SIKA Viscocrete 5400F [kg/m3]  
1,14% en extrait sec/masse de ciment, 30% extrait sec 
13,70 17,25 
Fibres IFT Inox droites (L = 30 mm, Ø = 0.6 mm) [kg/m3] 85 85 
Eau totale [kg/m3] 172 178 




II.3.3 Fabrication et conditionnement 
II.3.3.1 Fabrication 
La procédure de fabrication des bétons définis précédemment est la même que celle arrêtée 
lors de l’étude de Camps (2008). Nous avons donc profité du retour d’expérience en matière 
de fabrication pour reproduire le même protocole de coulage en terme d’introduction de 
matériaux et chronologie de malaxage, tout en respectant les références normatives [NF EN 
12390-1 2001 ; NF EN 12390-2 2001]. Nous rappelons ci-après la procédure de fabrication. 
Pour les bétons non fibrés 
- humidification du malaxeur et des ustensiles à utiliser pour le coulage, 
- introduction des gravillons et du sable, 
- malaxage des granulats (30 secondes), 
- introduction du ciment, 
- malaxage à sec (1 minute), 
- introduction progressive de l’eau mélangée avec la moitié de la quantité du superplastifiant, 
- malaxage mouillé (1 minute), 
- rajout progressif de l’autre moitié du superplastifiant en extrait tout en surveillant la 
consistance du mélange (malaxage en cours), 
- vérification des propriétés d’ouvrabilité et ajustement si nécessaire, 
- malaxage final (2 minutes), 
- vidange du malaxeur (15 secondes). 
On remplit ensuite les moules, qui sont préalablement huilés afin de permettre un décoffrage 
plus facile, en 2 couches vibrées sur table vibrante. Ils sont recouverts d’un film plastique, 
puis entreposés dans une salle de conservation humide (99%HR, 20°C). Après 24h de 
conservation, les éprouvettes sont démoulées et stockées à une température de 20°C jusqu'aux 




débuts des essais, dans des conditions de cure définies par le programme expérimental, en 
fonction du degré de saturation visé : cure dans l'eau ou cure endogène sans échange hydrique 
avec le milieu ambiant.  
Pour les bétons fibrés 
La procédure de mise en place et de conservation est la même que pour les bétons non fibrés. 
La différence vient de l’ordre d’introduction des matériaux dans le malaxeur, modifié par 
l'ajout supplémentaire des fibres métalliques inox et de la fumée de silice, ainsi que des durées 
de malaxage des séquences :  
- malaxage à sec des granulats (30 secondes), 
- introduction du ciment puis de la fumée de silice (30 secondes), 
- malaxage à sec (1 minute), 
- introduction de l’eau d’ajout (30 secondes), 
- malaxage mouillé (30 secondes), 
- introduction du superplastifiant (30 secondes), 
- malaxage (2 minutes), 
- introduction des fibres et homogénéisation du mélange (1 minute), 
- vidange du malaxeur (15 secondes). 
On introduit les fibres en dernier afin de malaxer le mélange juste le temps nécessaire à leur 
bonne dispersion et d’éviter une orientation préférentielle. Contrairement aux bétons non 
fibrés, le démoulage du béton CEM V fibré se fait 36h après coulage. Il s’agit d’une 
conséquence des superplastifiants utilisés qui, comme l’indique la fiche technique, améliorent 
la maniabilité à l’état frais mais retardent la prise des ciments [Camps 2008]. 
II.3.3.2 Conditionnement 
Cures appliquées :  
Deux types de cures ont été appliquées avant les essais sur les éprouvettes (retrait, fluage 
caractérisation mécanique), à savoir :  




- cure endogène : aucun échange hydrique avec le milieu extérieur entre l’instant de 
décoffrage des éprouvettes et l'essai. Ce mode de saturation est adopté car représentatif de 
l’état du béton de coeur dans le cas des pièces massives ; 
- cure eau (100 %SR) : les éprouvettes sont conservées dans l’eau avant l'essai. Ce mode de 
saturation est adopté afin d'éviter le phénomène de retrait d’autodessiccation qui pourrait 
interagir avec le fluage propre, notamment sous l'effet de la température qui modifierait alors 
les tensions capillaires et créerait un couplage avec l’autodessiccation. 
Conservation pendant les essais : 
- béton en condition de dessiccation : les échanges hydriques avec le milieu ambiant 
(l’environnement) sont permis. 
- béton en condition endogène : les échanges hydriques avec le milieu ambiant sont 
empêchés.  
En tenant compte de la cure appliquée, de la conservation durant l’essai, ainsi que des 
recommandations RILEM [RILEM TC 129-MTH 2000 ; RILEM – TC 107-CSP 1998] et 
ASTM C 512-02 (2005) notamment, nous avons opté pour le conditionnement ci-après, 
valable pour les éprouvettes de retrait, de fluage et pour les éprouvettes destinées aux essais 
de résistance en compression (nécessaires pour l’estimation du degré d’hydratation des 
bétons) :  
Eprouvettes destinées au fluage endogène (fluage propre) conservées avant chargement en 
mode endogène. 
Ces éprouvettes sont définitivement isolées par deux couches de papier aluminium autocollant 
et entreposées dans la salle de fluage du LMDC à atmosphère régulée en température (20°C 
±1°C) et hygrométrie (50% ±5%). 
Eprouvettes destinées au fluage propre saturées à 100%SR. 
Ces éprouvettes sont conservées dans l’eau (100%SR) dans une salle humide (99%HR, 20°C) 
jusqu’au jour de la mise en charge de fluage, puis scellées dans du papier aluminium 
autocollant pour les conserver en mode saturé pendant les essais de fluage et de retrait. 




Eprouvettes destinées au fluage de dessiccation (fluage total) conservées avant chargement 
en mode endogène. 
Ces éprouvettes sont isolées provisoirement dans des sacs en plastique dont elles seront 
retirées le jour de la mise en charge une fois l’hydratation stabilisée. Seules les extrémités 
supérieures et inférieures demeurent isolées par du papier aluminium autocollant. Cela afin de 
ne permettre les échanges hydriques que dans le sens radial. Ces éprouvettes sont entreposées 
dans la salle d’atmosphère régulée (20°C ±1°C ; 50% ±5%HR). 
II.3.3.3 Echéances des essais 
Le suivi de la maturométrie des bétons est réalisé à partir d'essais de résistance en 
compression sur des éprouvettes conservées dans les mêmes conditions que celles destinées 
aux essais de retrait et de fluage à des échéances fixées à 7, 28, 56, 70 jours et le jour de mise 
en chargement de fluage. Ces essais de maturométrie ont pour objectif de mieux cerner l’état 
d’hydratation stabilisé des éprouvettes. 
II.3.4 Caractéristiques des BHP 
Nous présentons dans ce paragraphe les résultats des essais des bétons à l'état frais ainsi que le 
comportement mécanique instantané et les propriétés physiques à l'état durci. 
II.3.4.1 Caractéristiques des BHP à l’état frais 
Le comportement à l'état frais des différents matériaux a été étudié afin de vérifier que les 
propriétés d'ouvrabilité concordaient avec celles des bétons de référence. Selon le type de 
béton, des mesures d’étalement ou d’affaissement au cône d’Abrams sont réalisées 
respectivement pour les bétons fibrés de type autoplaçant et pour les bétons non fibrés vibrés. 
On effectue aussi des mesures de la masse volumique du béton frais. 
II.3.4.1.1Essai d’étalement 
Le principe de l’essai d’étalement qui permet d’évaluer l’ouvrabilité des bétons autoplaçants 
(BAP) consiste à démouler un cône d’Abrams ou un cône normalisé DIN, puis à mesurer la 
valeur moyenne de deux mesures du diamètre de la galette obtenue. Pour considérer un béton 




comme BAP, le diamètre de la galette mesuré doit se situer dans la fourchette [60 cm – 75 
cm] conformément aux recommandations de l’AFGC (2008). 
II.3.4.1.2Essai d’affaissement au cône d’Abrams 
L’essai d’affaissement au cône d’Abrams est réalisé suivant les prescriptions de la norme [NF 
EN 12350-2 1999]. Il permet de déterminer la consistance d’un béton frais en mesurant 
l’affaissement « h » qui n’est autre que la différence entre la hauteur du moule conique utilisé 
et le point le plus haut du corps d’épreuve affaissé, comme le montre la Figure II-3. Le cône 
utilisé est métallique et ouvert aux deux extrémités (diamètre de la base de 200 mm ; diamètre 
de la partie supérieure de 100 mm, hauteur de 300 mm). Le cône doit être posé sur un plateau 
métallique horizontal légèrement humidifié au préalable. Le remplissage du cône se fait en 3 
couches de même hauteur, chaque couche étant piquée par 25 coups à l’aide d’une tige de 
piquage normalisée. Une fois rempli, le moule doit être retiré par une remontée verticale 
régulière effectuée en 5s à 10s. L’affaissement h est mesuré après stabilisation de 
l’affaissement par l’intermédiaire d’une règle. L’affaissement requis [Camps 2008] pour les 
bétons vibrés non fibrés est de : 
- 24 cm pour béton à base de CEM I, 
- 20 cm pour béton à base de CEM V. 
 
Figure II-3: Mesure de l’affaissement au cône d’Abrams [NF EN 12350-2 1999]. 
II.3.4.1.3Masse volumique du béton frais 
La masse volumique ρ à l’état frais du béton est calculée en kg/m3 lors de chaque coulage 
conformément à la réglementation en vigueur [NF EN 12350-6 1999] en appliquant la 
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m1 est la masse du récipient en kg, 
m2 est la masse du récipient rempli de béton en kg, 
V est le volume du récipient en m3. 
II.3.4.2 Caractéristiques des BHP à l’état durci 
II.3.4.2.1Résistance mécanique en compression uniaxiale 
L’essai de détermination de la résistance à la compression sur béton durci suit la référence 
normative [NF EN 12390-3 2003]. En substance, cet essai consiste à appliquer la charge sans 
choc et l’accroître de façon continue à une vitesse constante jusqu’à la rupture. La vitesse de 
chargement doit être dans la plage [0,2 - 1] MPa/s. 
La résistance en compression est calculée à partir de la formule suivante : 
c
cm A
Ff =  (II-2) 
où : 
fcm est la résistance en compression exprimée en MPa (N/mm²), 
F est la charge maximale exprimée en N, 
Ac est l’aire de la section de l’éprouvette sur laquelle la force est appliquée, exprimée en mm². 
Nous utilisons, pour cet essai, des éprouvettes cylindriques de dimensions 11x22cm, 
d’extrémités rectifiées, planes et parallèles. La charge est appliquée sur les éprouvettes par 
une presse hydraulique de 3000 kN contrôlée en force et conforme à la norme [NF P18-411 
1981]. La vitesse de chargement est prise égale à 0,5 MPa/s. La résistance en compression 
calculée correspond à la moyenne des résistances obtenues sur 3 éprouvettes.  
 
II.3.4.2.2Module d’élasticité longitudinal et coefficient de Poisson 
Des essais de compression ont permis de déterminer les modules d’élasticité longitudinaux 
suivant les recommandations [RILEM CPC8 1975] et également les coefficients de Poisson. 
Les essais sont conduits sur des éprouvettes cylindriques 11x22 cm que l’on fixe à l’intérieur 




d’une cage extensométrique J2P à l’aide de vis pointeaux. Un dispositif (cale + couronne) 
permet de centrer la cage à mi-hauteur par rapport à l’éprouvette de manière à ce que les 
mesures soient effectuées hors de la zone des cônes de frettage. Cette cage extensométrique 
est munie de 3 capteurs de déplacement longitudinaux type LVDT disposés suivant une 
répartition angulaire de 120°, et de 3 autres capteurs LVDT positionnés suivant la direction 
radiale de l’éprouvette pour mesurer la déformation transversale (radiale) et également 
espacés d’un angle de 120°. Les capteurs sont reliés à une chaîne d’acquisition qui enregistre 
les évolutions des déformations en fonction de la force. Une fois mis en place, le dispositif 
(cage + éprouvette) est positionné entre les plateaux de la presse hydraulique afin d’appliquer 
le chargement (Figure II-4). 
 
Figure II-4: Cage extensométrique J2P pour la mesure expérimentale du module d'élasticité et 
coefficient de Poisson. 
Le principe de chargement, tel que préconisé par la norme régissant cet essai, consiste à 
effectuer dix cycles de charge et décharge d’une amplitude égale à 1/3 de la charge de rupture 
(Figure II-5), cette valeur ayant été déterminée au préalable à partir des essais de résistance 
en compression. La vitesse de chargement appliquée est égale à 0,5 MPa/s. 





Figure II-5: Procédure de l'essai de détermination du module d'élasticité en compression [RILEM 
CPC8 1975]. 
Les modules d’élasticité et coefficient de Poisson sont évalués à partir du dernier cycle de 
charge/décharge par l’intermédiaire des formules suivantes : 










==  (II-3) 













==ν  (II-4) 
où : 
aσ  est égale à 1/3 de la résistance en compression moyenne en MPa, 
bσ  est la contrainte de précharge, égale à 0,5 MPa, 
aε  est la déformation longitudinale mesurée correspondant à la contrainte aσ  du cycle 
considéré, 
bε  est la déformation longitudinale mesurée correspondant à la contrainte bσ  du cycle 
considéré, 





aε  est la déformation radiale mesurée correspondant à la contrainte aσ  du cycle 
considéré, 
r
bε  est la déformation radiale mesurée correspondant à la contrainte bσ  du cycle 
considéré.  
II.3.4.2.3Mesure de la porosité accessible à l’eau et de la masse volumique apparente du 
béton durci 
La porosité accessible à l'eau et la masse volumique apparente des échantillons de béton durci 
sont déterminées à partir des valeurs des pesées suivantes : la masse de l’échantillon sec, sa 
masse lorsqu’il est saturé d’eau et son volume apparent par pesée hydrostatique. Ces mesures 
respectent les recommandations [AFPC-AFREM 1997]. Pour déterminer la masse de 
l’échantillon saturé, on réalise une saturation en eau sous vide dans des dessiccateurs. 
L'échantillon est ensuite séché à une température de 105°C ± 5°C jusqu’à la stabilisation de la 
masse (deux pesées successives espacées de 24h ne diffèrent pas de plus de 0,05%) afin 
d’obtenir sa masse sèche.  
Les valeurs de la masse volumique apparente et de la porosité sont calculées grâce aux 
formules suivantes : 
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=  (II-6) 
où : 
V est le volume apparent en m3, 
msec est la masse de l’échantillon séché à 105°C en kg, 
mair est la masse dans l’air de l’échantillon saturé en kg, 
meau est la masse dans l’eau (pesée hydrostatique) de l’échantillon saturé, en kg, 
θeau,ρ  est la masse volumique de l’eau à la température d’essai θ en kg/m
3
. 




Dans le cadre de notre étude, la porosité et la masse volumique ont été mesurées à 20°C à 90 
jours. 
II.3.5 Comportement mécanique différée du béton 
Les essais de détermination du comportement à long terme des bétons sous charge, fluage, ou 
non chargé, retrait, ont été réalisés pour différentes températures: 20°C, 50°C et 80°C. Le 
dispositif expérimental utilisé pour les mesures à 20°C est en service depuis plusieurs années 
dans les locaux du laboratoire LMDC. Il a été mis à profit pour mener des recherches qui ont 
fait l'objet de plusieurs thèses [Munoz 2000 ; Proust 2003 ; Assié 2004]. En revanche, en ce 
qui concerne la partie de l'étude en température, un nouveau dispositif associant appareillage 
et système de mesure a dû être mis au point dans le cadre de cette thèse en se basant sur le 
principe des essais à 20°C, avec des adaptations inhérentes à la prise en compte des effets de 
la température. 
II.3.6 Déformations différées du béton durci à température ambiante (20°C ±1°C) et 
humidité relative contrôlée (50% ±5%HR) [TC 107-CSP RILEM 1998 ; c 512-
02 ASTM 2005] 
Nous décrirons dans ce paragraphe la procédure expérimentale permettant de déterminer les 
évolutions des déformations différées à 20°C, telle que réalisée au LMDC.  
Nous rappelons que les déformations différées sont de deux types :  
- déformation différée sans charge, désignée par retrait libre, mesurée directement, 
- déformation différée sous charge. 
La déformation différée sous charge est définie, dans le cas de température ambiante quelque 
soit le mode de conservation de l’éprouvette, par la somme de 3 composantes qui sont :  
- la déformation instantanée (εinstantanée) due à l’application de contrainte,  
- le retrait (εretrait) 
- la déformation de fluage (εfluage).  
En effet, la déformation de fluage n’est pas une grandeur directement mesurable. Elle est 
évaluée par la différence des évolutions des déformations différées dans le temps des bétons 
chargés et non chargés (déformations de retrait) mesurées en parallèle aux mêmes échéances 




(la déformation instantanée ayant été au préalable retranchée des déformations totales 
mesurées sous charge).  
La recouvrance, obtenue au déchargement, se décompose elle aussi en recouvrance 
instantanée et recouvrance différée. La Figure II-6 illustre la séparation conventionnelle des 
déformations différées. 
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Figure II-6: Séparation conventionnelle des déformations différées [Proust 2003]. 
II.3.6.1 Retrait du béton durci à 20°C et 50%HR 
L’objectif de cet essai est de mesurer en fonction du temps, la variation de longueur d’une 
éprouvette de béton due aux effets de l’hydratation (retrait endogène) et de dessiccation 
(retrait de dessiccation) du béton.  
Cet essai est mené, généralement au delà de 24h après coulage, sur des éprouvettes de béton 
durci de forme cylindrique (11,8x23,5 cm), d’extrémités planes, parallèles et opposées, au 
centre desquelles sont placés deux plots. L'un est placé lors du coulage au fond du moule 
(extrémité inférieure), et le second est collé sur la deuxième extrémité après rectification de 
cette dernière selon la réglementation [NF P18-427 1996]. Ces plots assureront le contact 
entre l’éprouvette et les billes de l’appareil de mesure appelé « Rétractomètre ». Cet appareil 
permet de mesurer la variation de longueur au droit de l’axe de rotation de l’éprouvette 




cylindrique (Figure II-7). On peut estimer approximativement l’incertitude de cet appareil à ± 
10 microdéformations. Cette incertitude englobe les erreurs de manipulation et de lecture (± 2 
µm). Elle peut être considérée comme faible par rapport aux écarts généralement observés sur 
les mesures effectuées sur trois échantillons [Proust 2003].  
 
Figure II-7: Appareil de mesure des déformations de retrait. 
La variation de longueur est mesurée par rapport à la mesure référence effectuée après 
durcissement (prise) du béton, généralement 24h après coulage. Cependant, il existe une 
exception pour les bétons fibrés dont le durcissement est retardé. Il s’agit d’une conséquence 
des superplastifiants utilisés qui, comme l’indique la fiche technique, améliorent la 
maniabilité à l’état frais mais retardent la prise des ciments [Camps 2008] Dans ce cas, la 
première lecture est effectuée 36 heures après coulage. La fréquence de mesure suit la 
cinétique du retrait. Les mesures sont rapprochées durant les premières heures après le 
durcissement (une mesure chaque heure), passant à plusieurs fois par jour durant la première 
semaine qui suit le durcissement (3 à 4 mesures par jour). Les cinétiques se réduisant par la 
suite, la fréquence de mesure est alors diminuée.  
La déformation de retrait est déterminée par la formule suivante :  
L
∆L
εretrait =  (II-7) 
0i ll∆L −=  (II-8) 
où : 
L représente la hauteur de l’éprouvette entre les faces des deux plots de mesure en 
contact avec le béton, soit 22,50 cm pour nos éprouvettes, 




l0 correspond à la mesure de référence, soit la longueur mesurée lors de la première 
échéance, 
li est la mesure relevée à un instant t. 
Par convention, le retrait est pris positif pour une diminution de la hauteur de l’éprouvette. Il 
est exprimé en µm/m et représenté graphiquement en fonction du temps.  
Avant chaque série de mesure, il est impératif de faire le zéro mécanique de l’appareil de 
mesure en se servant d’une tige d’étalonnage en invar (insensible à la variation d’ambiance). 
La hauteur de la tige invar est adaptée à celle de l’éprouvette. Les plots doivent être nettoyés 
avant chaque mesure. Pour la lecture, il faut tourner l’éprouvette de droite à gauche jusqu'à ce 
que la lecture se stabilise. Des mesures de masse sont conduites en parallèle des mesures de 
retrait pour quantifier la perte de masse. Ce suivi permet de vérifier la bonne étanchéité des 
échantillons endogènes et d'estimer le séchage pour ceux soumis à la dessiccation (retrait 
total). L’ensemble des mesures de retrait est effectué dans les mêmes conditions 
atmosphériques (20°C ±1°C et 50%±5% HR). Les éprouvettes sont entreposées dans la salle 
de retrait. Elles doivent être distantes de 1 cm minimum de manière à ce qu’elles soient 
entourées d’air sur tout le pourtour.  
Comme nous l'avons explicité précédemment, les éprouvettes destinées au retrait endogène 
sont enveloppées de papier aluminium autocollant sur toute leur surface. En revanche, dans le 
cas du retrait de dessiccation (retrait total), seules les extrémités supérieures et inférieures sont 
isolées par 2 couches de papier aluminium autocollant afin de ne permettre l’échange 
hydrique que dans le sens radial. Cependant, pour des raisons de conditionnement propre à 
nos essais, les éprouvettes de dessiccation sont isolées provisoirement dans des sacs en 
plastique et entreposées dans la salle de retrait jusqu’à la date de chargement de fluage. 
Durant toute cette période, le retrait mesuré correspond au retrait endogène. Lors du 
lancement des essais de fluage en dessiccation, les échantillons sont alors retirés de leurs sacs 
en plastique afin de suivre en parallèle le retrait total. 
La déformation transversale des éprouvettes de retrait est mesurée par le biais de jauges de 
déformation FLM (les mêmes jauges que celles utilisées pour la mesure des déformations 
différées en température, voir paragraphe § II.3.7), en parallèle de la mesure de la déformation 
longitudinale. Une seule éprouvette est instrumentée transversalement par une seule jauge de 




déformation dans le cas du retrait à 20°C, pour chaque type de béton et chaque mode de 
conservation, endogène et en dessiccation (50%HR).  
En ce qui concerne le nombre d’éprouvette, 6 éprouvettes sont confectionnées pour chaque 
type de béton de chaque sous-tâche (voir Tableau II-1), 3 pour le retrait endogène et 3 pour 
le retrait en dessiccation.  
II.3.6.2 Déformation du béton durci sous charge à 20°C et 50%HR 
Le principe de cet essai consiste à mesurer la déformation d'une éprouvette de béton durci 
soumise à un effort de compression centré uniaxial, maintenu constant durant une longue 
durée (fluage), et à une atmosphère régulée en température 20°C ± 1°C et en hygrométrie 
50% ± 5%HR suivant les recommandations RILEM [TC 107-CSP 1998]et ASTM [C 512-02 
2005]. 
L’ensemble des dispositifs nécessaires à cet essai est entreposé dans la salle climatisée dédiée 
au fluage qui dispose de 30 bâtis munis de vérins à effet simple, reliés à un groupe 
hydraulique par un circuit aller-retour, qui permet de charger et décharger chaque bâti 
indépendamment des autres. La Figure II-8 illustre le montage hydraulique de cette salle.  


















température : 20°C  ± 1°C
hygrométrie : 50 % ± 5 %
 
Figure II-8: Schéma circuit hydraulique de la salle de fluage [Muñoz 2000]. 
Les éprouvettes sont installées par paire (une en endogène et une deuxième en dessiccation) 
sur un même bâti, cela pour s’assurer que la contrainte appliquée soit identique, évitant ainsi 




toute erreur liée à la charge appliquée (voir Figure II-9). Nous rappelons que les éprouvettes 
de fluage sont rectifiées préalablement au chargement, car il est impératif d’avoir des 
extrémités parfaitement planes et parallèles afin qu’il n’y ait aucun effort parasite. Les 
éprouvettes en endogène sont enveloppées, après rectification, par deux couches de papier 
aluminium autocollant sur toutes leurs surfaces. En revanche, seules les extrémités 
supérieures et inférieures sont enveloppées dans le cas des éprouvettes destinées au fluage de 
dessiccation tout comme celles de retrait. 
Le déplacement est mesuré à l’aide d’un capteur LVDT analogique (série L2), placé à 
l’intérieur d’une réservation créée lors du coulage par un insert métallique amovible placé 
dans l’axe du moule. Ces capteurs sont reliés à une centrale d’acquisition qui permet de lire le 
déplacement en µm. Ils sont caractérisés par une étendue de mesure égale à 2 mm (±1 mm), et 
une incertitude communiquée par le fabricant égale à 0,2% de l’étendue de mesure. Avant 
chaque essai, les capteurs sont étalonnés par un capteur capacitif numérique plus précis, afin 
de corréler les valeurs lues par le capteur LVDT analogique aux valeurs mesurées par le 
capteur numérique. Ceci permet de définir la meilleure plage (partie linéaire) de variation du 
capteur (généralement comprise entre -500 µm et +500 µm) et de corriger par la suite les 
valeurs lues en utilisant une régression linéaire. L’erreur sur la plage de mesure choisie a été 
estimée de l’ordre de ± 9 microdéformations par Proust [Proust 2003]. 
La déformation transversale des éprouvettes de fluage (éprouvettes chargées) est elle aussi 
mesurée par le biais de jauges de déformation FLM, en parallèle de la mesure de la 
déformation longitudinale. Nous avons décidé d’instrumenter transversalement une 
éprouvette de fluage par deux jauges de déformation, pour chaque type de béton et chaque 
mode de conservation.  
Il est à noter que, durant notre étude, le taux de contrainte appliqué sera pris égal à 30% de la 
résistance en compression du béton. Cette résistance est évaluée le jour du chargement du 
fluage et correspond à la moyenne obtenue sur 3 éprouvettes. Le taux de chargement ainsi que 
l’échéance de chargement du fluage à 20°C doivent être les mêmes que pour le fluage en 
température dont l’échéance de chargement préconisée par les recommandations RILEM TC 
129-MTH doit être supérieure à 90 jours, pour éviter le couplage entre l'hydratation et les 
sollicitations thermo-mécaniques. 




Enfin, il a été démontré [Muñoz 2000] que le système de mesure propre au LMDC (mesure 
interne) n’a qu’une très faible influence (inférieure à 5%) par rapport au système de mesure 
externe (à la surface de l’éprouvette suivant 3 génératrices). 
Les Figure II-9 et Figure II-10 ci-dessous donnent respectivement la disposition des 
éprouvettes sur un banc de fluage et celle du capteur à l’intérieur d’une éprouvette de fluage. 
 
Figure II-9: Mise en place des éprouvettes de fluage [Proust 2003]. 
 
Figure II-10: Instrumentation des éprouvettes de fluage [Proust 2003]. 
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II.3.7 Déformations différées du béton durci en température 
Contrairement au dispositif des essais de fluage à 20°C déjà opérationnel, deux systèmes 
spécifiques ont dû être mis au point pour réaliser le programme expérimental du fluage propre 
et en dessiccation en température. 
II.3.7.1 Fluage propre et retrait endogène à 50°C et 80°C 
Pour mener à bien l'étude du fluage propre et du retrait endogène en température, un nouveau 
dispositif expérimental a été conçu et réalisé en se basant sur les recommandations RILEM 
[TC 129-MHT 2000]. Le principe de l’essai de fluage en température consiste à mesurer la 
déformation survenant à température et charge constantes durant une période d’essai 
relativement longue (6 mois minimum).  
Voici les principaux points de conception de l’équipement en question : 
- système de chauffage piloté en température et capable d’assurer une température 
constante et homogène ; 
- système de contrôle de température des éprouvettes afin de gérer le gradient de 
température au sein des éprouvettes et d'éviter leur endommagement par choc 
thermique ; 
- système de mise en compression uniaxiale, garantissant une contrainte de compression 
uniforme constante sur une longue période ; 
- mesure des déformations longitudinales pendant toute la durée des essais avec une 
bonne précision tout en gardant le même principe de mesure des déformations 
différées qu’à température ambiante ; 
- mesure des déformations transversales pour l’évaluation du coefficient de Poisson ; 
- l'ensemble des systèmes de pilotage, de contrôle et de lecture des mesures doivent être 
situés à l'extérieur de l'enceinte où sont disposés les bâtis de fluage, afin d'éviter toute 
ouverture intempestive qui pourrait perturber les conditions d'essais. 
Etuve et contrôle de la température 
Pour répondre à la première problématique concernant le système de chauffage, nous avons 
décidé d’utiliser une étuve du LMDC (Figure II-11), parfaitement adaptée aux conditions qui 
ont été arrêtées. En effet, cette étuve est capable de monter en température jusqu’à 80°C et de 




maintenir cette température à ± 2°C. De plus, cette étuve est contrôlable en température 
variable, permettant ainsi de faire varier la vitesse de montée en température selon le gradient 
souhaité, et de ce fait, d'éviter tout risque de fissuration du béton pouvant compromettre 
l’essai. Cette étuve dispose d’un ventilateur jouant le rôle d’homogénéisation de la 
température de façon à ce que l’ambiance intérieure soit la même en tout point de l’étuve. 
L’autre atout majeur de cette étuve est la faculté de contenir 4 bâtis de fluage de grande 
hauteur, chacun d’entre eux étant capable de tester simultanément 3 éprouvettes cylindriques 
de fluage, soit un total de 12 éprouvettes. L’espace restant de l’étuve demeure suffisant pour 
entreposer autant d’éprouvettes de retrait (éprouvettes sans chargement).  
  
Figure II-11: Présentation de l’étuve et du matériel mis au point pour l’essai de fluage en 
température. 
La vitesse de montée en température doit se faire de telle sorte que le gradient de température 
entre la surface extérieure et le cœur des échantillons n’engendre pas une déformation 
supérieure à la déformation limite du béton en traction. Pour assurer le contrôle du gradient de 
température entre la surface extérieure et le cœur des éprouvettes, nous avons instrumenté une 
éprouvette avec 5 sondes de température (3 collées sur la surface latérale, 2 à l’intérieur de 
l’éprouvette) comme le préconisent les recommandations RILEM [TC 129-MTH 2000] 
(Figure II-12). Deux plaques de polystyrène d’une épaisseur de 10 cm sont collées pour 
assurer l’isolation thermique des faces supérieure et inférieure.  
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Les sondes de température utilisées sont des sondes thermiques (ETG-50B/E) que l’on relie à 
un pont d’extensométrie P3 de VISHAY-MICROMESURES équipé d’un circuit linéarisateur 
LST qui permet la linéarisation de la réponse. Ces sondes mesurent les températures de 
surface sur lesquelles elles sont collées. En appliquant un coefficient de sécurité consistant à 
diviser la limite de déformation en traction par 2, la montée en température doit donc 









≤−  (II-9) 
où : 
θs et θi sont respectivement les températures mesurées à la surface extérieure et au 
cœur du béton, en °C ; 
fctm est la résistance en traction du béton estimée à partir de l’Eurocode 2 [EN 1992-1-
1 2004] à l’échéance de mise dans l’étuve de l’éprouvette, en MPa ; 
α est le coefficient de dilatation thermique du béton, en m/m/°C ; 
Ecm est le module d’élasticité du béton à l’échéance de mise dans l’étuve de 
l’éprouvette, en MPa. 
 
Figure II-12 : Instrumentation thermique de l’éprouvette 




Système de mise en charge et bâti de fluage 
La mise en compression des éprouvettes de fluage est réalisée à l’aide de vérins à simple effet 
installés sur chaque bâti. Ces vérins se caractérisent par un diamètre de piston de 200 mm 
pouvant monter jusqu'à 90 MPa de pression sur des éprouvettes 11x22 cm. Les bâtis ont été 
positionnés et réglés droit pour qu’il n’y ait aucun effort parasite sur les éprouvettes. Chaque 
vérin est relié individuellement à un circuit hydraulique sur lequel un accumulateur est monté 
en dérivation de façon à pouvoir restituer la perte de pression en cas de besoin. Ce dispositif 
permet ainsi d’assurer une pression constante tout au long de l’essai. Chaque vérin est 
alimenté par le biais d’une pompe manuelle dotée d’un réservoir de 8 litres. La pompe est 
reliée à un coupleur dernière génération placé à l’extérieur de l’étuve sur un panneau de 
contrôle. Ce coupleur permet d’alimenter le circuit en évitant toute fuite ou entrée d’air due au 
branchement et débranchement de la pompe. La pression de chaque vérin est contrôlée en 





Figure II-13: Système extérieur de mise en compression et de contrôle. 
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Système de mesure des déformations 
En ce qui concerne la mesure des déformations longitudinales (retrait et fluage), les 
éprouvettes ont été instrumentées par des capteurs de déplacement LVDT numériques 
capables de fonctionner jusqu'à une température de 150°C. Ces capteurs sont connectés à un 
PC et les mesures sont enregistrées automatiquement sous Excel par le biais du logiciel 
ORBIT développé par SOLARTRON METROLOGY. Ces capteurs numériques ont une 
plage de mesure de 3 mm  pouvant varier de -1,5 mm jusqu’à +1,5 mm avec une précision de 
0.25% et une erreur maximale de ±2µm. Par souci de reproductibilité des résultats et de 
comparaison, nous avons conservé le même principe que celui utilisé pour la mesure de 
déformations longitudinales à 20°C (même forme d’éprouvette avec mesure intérieure à 
l’éprouvette, même élancement et étendue de mesure, etc.). Cependant, un montage 
spécifique a été conçu pour adapter ces capteurs numériques à l’intérieur des réservations des 
éprouvettes (Figure II-14) initialement dimensionnées pour s’ajuster aux géométries 
différentes de celles des capteurs LVDT de la salle de fluage à 20°C. La tige invar (alliage fer 
64% et nickel 36%) utilisée dans l’instrumentation possède un faible coefficient de dilatation 
thermique (1,5×10-6 °C-1). Des ressorts permettent d'assurer la bonne mise en place du capteur 
et de compenser les jeux éventuels. 
 





Figure II-14 : Instrumentation longitudinale des éprouvettes en température. 
La fiche technique, une courbe type d’étalonnage des capteurs ainsi qu’un schéma de principe 
plus détaillé de l’instrumentation de l’éprouvette par les capteurs LVDT numériques sont 
fournis en Annexe B.  
Pour le suivi des déformations transversales, il a été décidé d’instrumenter nos éprouvettes 
avec des jauges de déformation de longue durée « Jauge FLM-60-11 » de la société TML à 
support métallique résistant à la température et à la remontée d’humidité. Le contact entre 
l’éprouvette et la jauge est assuré par une colle (pâte) « PS » insensible à la remontée d’eau de 
l’éprouvette et stable jusqu’à 100°C. Une fois collées, les jauges sont recouvertes d’une résine 
de protection. 
La Figure II-15 montre un schéma du montage réalisé dans l’étuve pour l’essai de fluage 
propre en température (50 et 80°C).  





Figure II-15: Schéma des essais de retrait et fluage en température 
Définitions des sollicitations thermo-mécaniques 
S’agissant de la chronologie des sollicitations (chargement, température), les éprouvettes 
seront d’abord chauffées puis chargées, de manière à simuler le fonctionnement réel des 
alvéoles de stockage. Les alvéoles de stockage profond seront en effet tout d’abord chauffées 
au contact des déchets puis chargées mécaniquement sous l'effet du fluage du sol environnant 
l’ouvrage. 
Le taux de chargement de fluage en température correspond à celui choisi dans le cas du 
fluage à 20°C, soit 30% de la résistance en compression mesurée à l'échéance du lancement 
de l'essai de fluage.  






Figure II-16: Chronologie des sollicitations 
Toutes les éprouvettes (retrait et fluage) sont isolées dans du papier aluminium autocollant. 3 
éprouvettes seront chargées (fluage) et 3 autres éprouvettes non chargées (retrait) pour chaque 
type de béton (voir Tableau II-1). 
La mesure des déformations de retrait se fait de la même manière que la mesure de fluage 
(mesure interne par capteur LVDT numérique). L'obligation de maintenir l'étuve close durant 
la période des essais excluait toute mesure manuelle des déformations de retrait et donc de 
l'usage du retractomètre. Ce choix est conforté par les résultats comparatifs de Muñoz [Muñoz 
2000] qui montrent que le système de mesure interne (réservation) et le système de mesure 
axial (rétractomètre) sans réservation donnent des déformations équivalentes (aux incertitudes 
de mesure près). 
II.3.7.2 Fluage de dessiccation et retrait de dessiccation en température (50°C et 80°C) 
et humidité 50% ±5%HR contrôlées 
Le principe de mise en compression, de contrôle et de mesure des déformations (déformations 
longitudinales et transversales) est identique à celui utilisé dans l’étuve pour le fluage propre 
en température. Cet essai permet d’appréhender l’effet conjugué de l’humidité et de la 
température sur des éprouvettes en mode dessiccation. Il est réalisé dans une enceinte 
climatique (Figure II-17) à température et humidité relative contrôlées (Modèle VC 0100, 
Référence : 67612643, Capacité : environ 990 litres). La plage de fonctionnement de 
l’enceinte en mode climatique est : 





εel(t0, Tmax, σ, endo)  
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- de +10°C à +90°C, ±0,1°C à ±0,3°C en température, 
- de 10% à 98%HR, ±1% à ±3 %HR en Humidité Relative.  
La vitesse de chauffage est de 0,4°C/mn. Elle offre également un volume utile pouvant 
accueillir les 2 deux bâtis de fluage et les éprouvettes de retrait. Seules les formulations sans 
fibres ont été étudiées, conformément au programme expérimental défini avec l’Andra. 
 
Figure II-17 : Photo de l' enceinte d’essais climatiques à commande électronique, modèle VC 0100 et 
système hydraulique de contrôle et de maintien de la pression. 
Outre le contrôle supplémentaire de l'humidité, l’autre originalité par rapport aux essais de 
fluage propre menés dans l’étuve réside dans la mesure de la perte de masse des éprouvettes 
de retrait de dessiccation et endogène à température et humidité relative constantes. L’objectif 
est de mesurer la perte de masse et la déformation des éprouvettes de retrait sans déplacer ni 
sortir les éprouvettes de l’enceinte (Figure II-18), ce qui pourrait engendrer des perturbations 
(déséquilibre thermodynamique) sur l’état de la microstructure des éprouvettes. La solution 
privilégiée consiste à employer des capteurs de pesée placés dans l’enceinte et reliés par un 
câble à un afficheur situé à l’extérieur de l’enceinte. Ces capteurs de pesée sont configurés 
pour travailler à une température allant jusqu’à 80°C. Ils présentent une précision satisfaisante 
correspondant à 0,03% de la charge maximale. 





Figure II-18: système de suivi de masse. 
En ce qui concerne le nombre d'éprouvettes, les deux bâtis de fluage permettent de tester 
chacun un couple associant une éprouvette de fluage en dessiccation et une de fluage propre 
(Figure II-19). Deux éprouvettes de retrait (une en dessiccation et une endogène) sont 
positionnées sur deux systèmes de mesure de masse (décrit précédemment) afin de mesurer 
les pertes de masses spécifiques relatives à chaque type de conservation. La Figure II-20 
présente un schéma du montage expérimental mis au point dans l’enceinte climatique. 
 
Figure II-19: Montage expérimental intérieur de l’enceinte climatique. 
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Figure II-20: Schéma du montage expérimental mis au point pour l’essai de fluage de dessiccation en 
température. 
Les fiches techniques du matériel utilisé dans les essais de fluage en température sont données 
dans l’Annexe B. 
II.4 Conclusion 
Nous venons de présenter les caractéristiques des matériaux utilisés ainsi que les différents 
dispositifs mis au point pour les essais de fluage en compression uniaxial et de retrait en 
condition endogène à 20, 50 et 80°C, et en dessiccation à 20°C et 50°C à 50% d’humidité 
relative. Dans les deux configurations d'essai et les deux modes de conservation, le principe 
de mesures des déformations différées longitudinales et transversales a été conservé. Notons 
que les systèmes de régulation thermo-hydrique et mécanique (THM) sont contrôlables depuis 
l’extérieur des enceintes sans perturbation des essais, ce qui ouvre des perspectives 
d’utilisation intéressantes pour ces montages expérimentaux (étude du fluage thermique 
transitoire, étude des effets des cycles THM sur le fluage, etc.). Le chapitre suivant présente 




















CHAPITRE III:  PRESENTATION ET ANALYSE 

















L’étude bibliographique sur le comportement à long terme des matériaux cimentaires a révélé 
l'influence significative de la température sur les déformations différées des bétons ordinaires, 
laissant augurer d'un effet au moins aussi intense pour les BHP. L'absence de résultats pour 
ces matériaux et la nécessité d'appréhender le comportement des structures de stockage en 
BHP sous sollicitations Thermo-Hydro-Mécaniques (THM) a donc motivé la mise au point 
d'un programme expérimental de fluage en température. L’objectif est de disposer d’une base 
de données expérimentales afin d’alimenter des modèles THM. Dans la première partie du 
présent chapitre, nous vous présenterons les résultats de caractérisation à l’état frais et durci 
des quatre BHP de notre étude. La deuxième partie concernera les résultats des campagnes 
d’essais à 20°C, 50°C et 80°C, complété d’une analyse comparative avec discussion sur la 
phénoménologie des comportements. A la fin de ce chapitre, une modélisation du fluage 
propre jusqu’à 50°C basée sur une loi d’activation thermique de type Arrhenius est proposée. 
Le modèle sera affiné et étendu à la gamme de température 20-80°C et au cas de la 
dessiccation. 
III.2 Caractéristiques des BHP référence Andra:  
Nous présentons dans cette partie les résultats des essais expérimentaux de caractérisation aux 
états frais et durci des quatre bétons sujets de notre étude, selon les modes opératoires 
normalisés présentés dans le chapitre II.  
Nous rappelons que la caractérisation des bétons à l’état durci a été réalisée suivant deux 
cures (cure endogène et et cure dans l’eau 100% saturé)) suivant les besoins des essais de 
fluage (voir chapitre II). Ces résultats correspondent à la moyenne des mesures obtenues à 
partir de trois essais. 
Soulignons que les résultats présentés dans cette partie proviennent de la caractérisation issue 
des deux premières campagnes d’essais de fluage que nous avons réalisées. Pour les autres 
campagnes de fluage, les essais mécaniques ont été effectués à la seule échéance de mise en 
charge de fluage, ce qui explique les différences d’intensité de chargement (compte tenu de 
l’inévitable variabilité des résistances entre les différents coulages d’une part, et du taux de 




chargement à respecter vis-à-vis de cette résistance d’autre part). Ces résultats seront précisés 
dans les paragraphes de fluage correspondant.  
III.2.1 Analyse des résultats de caractérisation 
III.2.1.1 A l’état frais 
Les résultats des essais de caractérisation des bétons à l’état frais (affaissement au cône, 
diamètre d’étalement et masse volumique) sont récapitulés dans le Tableau III-1.  
Tableau III-1: Caractéristiques des bétons à l'état frais. 
Tâche Tâche 1.A.a 
 
Tâche 1.B.b 
Type de cure Endogène Eau 
Date de coulage 21/11/2007 13/11/2007 21/11/2007 13/11/2007 10/12/2007 12/12/2007 Identification 
Type de béton CEM I CEM V CEM I CEM V CEM IF CEM VF 
Affaissement 
(cm) 
21,5 18,9 22,7 19,2 - - 
Etalement (cm) - - - - 65 68 Caractéristiques 
à l'état frais Masse 
volumique 
(kg/m3) 
2460 2430 2450 2440 2490 2460 
Les valeurs sont comparables à celles obtenues par Camps [Camps 2008] et présentées dans 
les rapports établis par [Mary-Dippe 2001 ; Commene 2001 ; Lebourgeois 2005]. À l’état 
frais, nous pouvons considérer que nos bétons sont conformes aux exigences du cahier de 
charge Andra (voir chapitre II). 
III.2.1.2 A l’état durci 
III.2.1.2.1Résistance en compression 
L'ensemble des résultats des résistances en compression fcm aux différentes échéances est 
présenté dans le Tableau III-2 suivant : 




Tableau III-2: Récapitulatif des valeurs des résistances en compression aux différentes échéances des 
BHP Andra. 




Type de cure Endogène Eau 
Type de 
béton 
CEM I CEM V CEM I CEM V CEM IF CEM VF 
à 7 jours 67,3 47,9 62,4 45,7 80,2 54,1 
à 28 jours 77,4 60,4 76,8 64,8 95,6 83,0 
à 56 jours 77,8 60,4 79,0 66,2 111,7 88,4 
à 70 jours 81,0 60,7 82,6 66,4 113,5 91,5 




84,0 63,2 86,0 75,0 113,0 99,0 
La Figure III-1 présente les évolutions des résistances en compression en fonction du temps 
(7, 28, 56, 70 et 426 jours) des quatre types de BHP ayant subi une cure à l'eau, comparées à 
















CEM I tâche 1.B.b cure eau CEM I Camps (2008)
CEM V tâche 1.B.b cure eau CEM V Camps (2008)
CEM IF tâche 1.B.b cure eau CEM IF Camps (2008)
CEM VF tâche 1.B.b cure eau CEM VF Camps (2008)
CEM I CEBTP (2010) CEM V CEBTP (2010)
 
Figure III-1: Evolutions des résistances en compression en fonction du temps des quatre types de BHP 
saturés à 100% de notre étude et de ceux de CAMPS (2008) et du CEBTP(2010). 
L'analyse globale des résistances en compression montre des valeurs supérieures pour les 
bétons à base de ciment CEM I par rapport à ceux avec ciment CEM V de classe plus faible. 
On peut également observer une augmentation significative de la résistance des formulations 




fibrées comparativement à celles non fibrées provenant certainement de la densification de la 
matrice cimentaire causée par l’effet pouzzolanique de la fumée de silice (voir paragraphe § 
I.3.1). Les fibres n’ont pas une grande influence sur les valeurs de résistances en compression, 
notamment des fibres de grandes dimensions comme celles utilisées dans cette étude [Camps 
2008]. 
Concernant les cinétiques, elles s’avèrent également plus élevées dans le cas des bétons fibrés 
jusqu'à 70 jours, ce qui peut également être relié à la densification du squelette solide due à la 
la fumée de silice. Entre 70 et 426 jours (échéance de mise en charge de fluage), l'hydratation 
semble stabilisée pour l'ensemble des matériaux, bien que l'on détecte une légère 
augmentation des résistances des bétons à base de CEM V qui pourrait provenir de l'action 
pouzzolanique à long terme des additions présentes dans ce type de ciment (cendres volantes 
et laitier de haut fourneau). 
La confrontation des résultats de nos matériaux avec ceux obtenus par Camps met en 
évidence des évolutions similaires des deux bétons à base de CEM V (fibrés et non fibrés). En 
revanche, et bien que les cinétiques soient proches, les résistances en compression des bétons 
de notre étude peuvent, suivant les échéances, être jusqu'à 20% supérieures pour les bétons à 
base de CEM I (fibrés et non fibrés). Cette différence pourrait s’expliquer par la variabilité de 
la qualité du ciment CEM I, en tenant compte du fait que deux ans séparent ces deux études, 
et que par conséquent elles n’ont pas été fabriquées avec le même lot de ciment. En revanche, 
lorsque l’on compare ces résultats avec ceux obtenus durant l’étude récente du CEBTP, qui ne 
concerne que les formulations non fibrés aux échéances de 90 et 443 jours, l’analyse 
comparative est inversée. Les résultats sont similaires pour la formulation à base de CEM I et 
les écarts apparaissent pour le béton avec CEM V même si, à 14 mois, ils tendent à se réduire. 
Au final, la comparaison de ces bétons de même formulation, mais fabriqués à des échéances 
éloignées, fournit une idée de la dispersion de résultats induite par la variabilité du ciment. 
La Figure III-2 permet d’analyser l’influence du mode de cure, endogène ou eau à 100%SR 
sur l’hydratation et la cinétique des résistances en compression des matériaux de notre étude.  



















CEM I tâche 1.B.b cure eau
CEM I tâche 1.A.a cure endogène
CEM V tâche 1.B.b cure eau
CEM V tâche 1.A.a cure endogène
 
Figure III-2: Evolutions des résistances en compression en fonction du temps des bétons non fibrés 
conservés en endogène et à 100%SR. 
On constate que les bétons ayant subi une cure endogène développent les résistances en 
compression au jeune âge, à 7 jours, légèrement plus grandes. Au-delà de 28 jours, les 
résistances des bétons conservés à 100%SR deviennent supérieures, du fait d’une cinétique 
plus forte entre 7 et 28 jours. Cette évolution est révélatrice d'une meilleure hydratation grâce 
à la disponibilité permanente de l’eau dans la porosité ouverte avec ce type de cure. Entre 90 
et 426 jours, les valeurs de résistance se stabilisent significativement pour l’ensemble des 
bétons, quel que soit le mode de conservation, traduisant la fin de l’hydratation. Seul le béton 
à base de CEM V en cure humide voit sa résistance en compression augmenter légèrement à 
long terme, de l'ordre de 12%. Ce mode de conservation assurant une présence d’eau dans les 
pores ouverts favoriserait le développement des réactions pouzzolaniques à long terme dû à 
l'ajout de cendres volantes et de laitier de haut fourneau dans ce ciment. Il en résulterait une 
formation complémentaire de C-S-H secondaires à partir de la consommation de la portlandite 










III.2.1.2.2Module d’élasticité et coefficient de Poisson 
Le Tableau III-3 présente les résultats de module d'élasticité des bétons des gâchées ayant 
servi à la réalisation des tâches 1.A.a et 1.B.b relatives au fluage propre et total à 20°C et 
fluage propre à 50°C. 
Tableau III-3 : Module d’élasticité et coefficient de Poisson obtenus à 28 jours et 14 mois, pour les 
deux modes de cure. 
Tâche Tâche 1.A.a Tâche 1.B.b 
Type de cure Endogène Eau 
Type de béton CEM I CEM V CEM I CEM V CEM IF CEM VF 
à 28 jours 42,8 41,4 42,9 40,7 44,6 41,5 Module Ecm 
(GPa) à la mise en charge de 
fluage (14 mois) 
47,6 48,6 45,5 44,8 46,2 45,1 
à 28 jours 0,27 0,27 0,27 0,26 0,27 0,27 Coefficient de 
Poisson υ à la mise en charge de 
fluage (14 mois) 
0,28 0,28 0,27 0,27 0,29 0,28 
On constate que les bétons à base de CEM I développent des valeurs de modules d’élasticité 
légèrement plus élevées que celles des bétons à base de CEM V, indépendamment du mode 
de cure et de l’échéance de mesure. Seul le béton à base de CEM V ayant subi une cure 
endogène durant 14 mois présente une rigidité supérieure à celle de la formulation équivalente 
avec ciment CEM I. Ceci est en accord avec les résultats des résistances en compression. 
Comme pour la résistance, les écarts entre les modules tendent à se réduire au bout de 14 
mois, vraisemblablement sous l’effet de l’activité pouzzolanique des additions présentes dans 
le ciment CEM V. Cette même activité de la part de la fumée de silice peut également 
expliquer les modules plus élevés observés pour les formulations fibrées.  
Contrairement aux résistances en compression, les modules d’élasticité semblent légèrement 
plus élevés pour la cure endogène que pour celle à 100%SR. 
Enfin, les coefficients de Poisson sont globalement comparables pour l’ensemble des 
formulations quel que soit l’échéance et le type de cure. 
Le Tableau III-4 confronte les résultats de nos matériaux avec ceux de Camps et du CEBTP 












Tableau III-4: Comparaison des modules d'élasticité et des coefficients de Poisson avec ceux de 
Camps et CEBTP. 
 Modules d’élasticité Ecm (MPa) Coefficient de Poisson υ 
Opérateur Ladaoui Camps CEBTP Ladaoui Camps 
CEM I 42,9 40,0 40,0 0,27 0,25 
CEM IF 44,6 43,0 - 0,27 0,27 
CEM V 40,7 38,4 38,0 0,26 0,26 
CEM VF 41,5 40,5 - 0,27 0,27 
Nos bétons se caractérisent par des modules d’élasticités légèrement supérieurs à ceux de 
Camps mais dans des proportions relativement faibles, de l’ordre de 6%, et qui sont 
semblables à ceux obtenus par l’étude du CEBTP. En ce qui concerne les valeurs des 
coefficients de Poisson, nous constatons qu’elles sont sensiblement identiques.  
III.2.1.2.3Porosité à l’eau et masse volumique apparente 
Les résultats de la porosité à l’eau et de la masse volumique mesurés sur nos bétons à 90 jours 
sont donnés dans le Tableau III-5 ci-dessous, selon le type de cure. Ils sont confrontés aux 
résultats de Camps (2008) à échéance proche (80 jours). 
Tableau III-5: Comparaison des résultats de masse volumique et porosité à l’eau avec ceux de Camps 
(2008).  
 Masse volumique (kg/m3) Porosité à l’eau (%) 
Opérateur Ladaoui (90jours) Camps (80 
jours) 
Ladaoui (90jours) Camps (80 
jours) 
Cure Endogène Eau Eau Endogène Eau Eau 
CEM I 2324±2 2326±19 2329±4 11.9±0.2 13.2±0.7 12.3±0.3 
CEM IF - 2409±15 2346±6 - 10.5±0.1 12.8±0.2 
CEM V 2268±14 2278±14 2266±15 13.7±0.2 13.6±0.2 14.4±0.3 
CEM VF - 2388±19 2318±3 - 10.4±0.3 12.5±0.2 
On remarque que les résultats obtenus sont du même ordre de grandeur et relativement 
proches de ceux obtenus lors de l’étude de Camps (2008). En dehors du cas du BHP à base de 
CEM I, les porosités des bétons de Camps sont légèrement plus élevées. En ce qui concerne 
les matériaux de notre étude, l'ajout de fumée de silice destiné à compenser la potentielle 
dégradation de la compacité liée à la présence des fibres permet finalement d'atteindre des 
porosités inférieures à celles des formulations non fibrées. Néanmoins, ce phénomène n'est 
confirmé par les résultats de Camps que dans le cas des bétons avec CEM V. Enfin, il est 
difficile d'observer une influence significative du mode de cure au niveau des masses 
volumiques et des porosités. On ne détecte qu'une légère réduction de la porosité sous cure 
endogène pour le BHP avec CEM I.  





Les résultats obtenus sur nos bétons (état frais et durci) nous permettent de conclure que nos 
bétons répondent au cahier de charge Andra. Le suivi de maturométrie des matériaux, à 
travers l’évolution des résistances en compression, permet de s'assurer de la fin des réactions 
d'hydratation à l'échéance pour laquelle les essais de fluage seront initiés. Ce choix est en 
accord avec les recommandations de la RILEM [RILEM TC 129-MTH, partie 8 2000] qui 
préconise de mener les essais de fluage en température sur des bétons âgés de plus de 90 
jours, afin de s’affranchir des éventuelles interactions des effets de la température avec 
l’hydratation. 




III.3 Fluage à 20°C 
Les résultats des essais de fluage en compression uniaxial à 20°C vont constituer la base de 
connaissance du comportement différé à long terme des BHP de l’étude pour cette 
température de référence, en vue de l'estimation des effets de la température (50°C et 80°C) et 
de leurs prises en compte dans un modèle de prédiction THM.  
Dans ce paragraphe, nous allons présenter l’ensemble des données enregistrées durant les 
essais de retrait et de fluage (déformations longitudinales et transversales) en mode endogène 
à 20°C et en mode dessiccation à la même température et à 50%HR. Ces résultats sont 
obtenus à partir d’essais régis par des procédures expérimentales s'appuyant sur les 
recommandations de fluage à température ambiante en vigueur [RILEM – TC 107-CSP 
1998 ; ASTM C 512-02 2005] (Voir Chapitre II). 
Cette partie de l'étude correspond à la Tâche 1.A : Fluage propre et total à 20°C ±1°C et 50% 
±5% HR  du programme contractuel qui comprend deux campagnes d’essais de fluage à 
savoir: 
• Tâche 1.A.a : Fluage propre et total pour CEM I et CEM V non fibrés, conservés en 
endogène 
• Tâche 1.A.b : Fluage propre pour CEM I et CEM V fibrés et non fibrés saturés à 
100%SR 
Il est à noter que le taux de contrainte (uniaxiale) appliqué pour tous les essais de fluage est de 
30% de la résistance en compression mesurée le jour de la mise en charge des éprouvettes 
de fluage. Les points sur les graphiques représentent la moyenne de 3 éprouvettes. Les 
procédures de mesure des déformations de retrait et fluage sont détaillées dans le chapitre II. 
III.3.1 Fluage propre et total du CEM I et CEM V non fibrés après la cure endogène 
Les essais de fluage propre et total à 20°C et 50% HR ont débuté après plus de 14 mois de 
cure endogène (427 jours pour le béton CEM I et 435 jours pour le béton CEM V). Pendant 
cette période de cure, nous avons mesuré le retrait endogène sur des éprouvettes recouvertes 
de papier aluminium (symbole losange) et aussi sur éprouvettes recouvertes de sacs plastiques 
(symbole carré) isolant les éprouvettes de l’environnement ambiant et les protégeant de la 
dessiccation. A l’échéance de mise sous charge de fluage, nous avons sorti les éprouvettes des 
sacs plastiques (éprouvettes mises en dessiccation). Cette manière de procéder nous permet de 




mesurer le retrait total parallèlement aux déformations totales sous charge afin de comparer 
les phénomènes.  
III.3.1.1  Retrait  
Les Figure III-3 à Figure III-6 donnent l’évolution des retraits et des pertes de masse en 
fonction du temps des bétons CEM I et CEM V à partir de l'instant de décoffrage.  
L’évolution du retrait endogène des éprouvettes isolées hydriquement de manière définitive 
des bétons CEM I et CEM V se caractérise par une cinétique importante durant les 2 premiers 
mois, conséquence directe des réactions d’hydratation. Le béton CEM V présente un retrait 
endogène supérieur à celui du CEM I durant cette première phase du retrait : 315µm/m pour 
le CEM V contre 247 µm/m pour le CEM I à 60 jours. Ceci pourrait s'expliquer par des 
dimensions de pores légèrement plus faibles dans le cas du ciment CEM V avec ajouts (laitier 
de haut fourneau et cendres volantes). A plus long terme, les déformations tendent vers une 
valeur quasi asymptotique (Figure III-3 et Figure III-5 ). Les amplitudes du retrait des 
bétons CEM V  et CEM I sont alors comparables : 361 µm/m pour le CEM V contre 344 
µm/m pour le CEM I à 727 jours. Ces résultats sont conformes à ceux obtenus par Camps 
(2008) (Annexe C), aussi bien en termes de cinétiques que d'intensités de retrait endogène. 
Enfin, le suivi de pertes de masse confirme l'étanchéité des échantillons durant toute la 
période de mesure. 
Les évolutions de retrait endogène des éprouvettes protégées temporairement de la 
dessiccation dans les sacs plastiques suivent initialement celles des éprouvettes enveloppées 
de papier aluminium. Néanmoins, au-delà de 2 mois et 4 mois respectivement pour le CEM V 
et CEM I, on constate que le retrait mesuré sur ces éprouvettes devient supérieur. Ce 
phénomène provient d'une déformation complémentaire de retrait de dessiccation confirmée 
par la détection d'une perte de masse de ces échantillons (Figure III-4 et Figure III-6). 
L'origine serait un léger défaut de confinement dans le temps des éprouvettes conservées 
provisoirement dans les sacs plastiques.  
A 14 mois, les échantillons sont sortis de leurs sacs afin de relever le retrait de dessiccation 
des bétons CEM I et V en parallèle des mesures enregistrées lors des essais de fluage en 
dessiccation. On observe, juste après la mise en dessiccation, une cinétique élevée du retrait 
du fait du très fort gradient d’humidité qui existe entre le matériau et le milieu extérieur dès la 




mise en séchage, les déformations tendent ensuite à se stabiliser. L’amplitude mesurée à 727 
jours est proche pour les deux formulations avec 812 µm/m pour le CEM V et 761 µm/m pour 
le CEM I. Ces retraits totaux à très long terme obtenus sur des bétons soumis à une 
dessiccation retardée est du même ordre de grandeur que celui mesuré par Camps sur des 
éprouvettes mises en dessiccation dès le démoulage. 
Ces évolutions de retrait en dessiccation suivent celles des pertes de masse mesurées après la 
mise en séchage des éprouvettes. Ces valeurs de pertes de masse, inférieures à 0,25% depuis 
la mise en dessiccation et à 0,60% à la fin des mesures, sont relativement modestes. Au vu de 
ces résultats, on peut estimer que la majeure partie de l’eau évaporable a été consommée par 
l’hydratation.  
La représentation temporelle des graphiques de retrait et fluage adoptée pour tous les résultats 
présentés dans ce chapitre suit la convention Eurocode 2 à savoir :  
t0 : âge du béton au moment de chargement 
























Figure III-3 : Evolutions des retraits du béton CEM I à 20°C et 50%HR, cure endogène. (sur ce 
graphe dessiccation désigne la courbe obtenue par total-endogène). 
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Figure III-5 : Evolutions des retraits du béton CEM V à 20°C et 50%HR, cure endogène. (sur ce 
graphe dessiccation désigne la courbe obtenue par total-endogène). 
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Figure III-6 : Pertes de masse du béton CEM V à 20°C et 50%HR, cure endogène. 
III.3.1.2  Fluage après la cure endogène 
Le Tableau III-6 ci-dessous récapitule les résultats des caractéristiques mécaniques 
(résistance en compression fcm, module d’élasticité Ecm et coefficient de Poisson ν) des bétons 
CEM I et V ayant subi une cure endogène. Ces caractéristiques sont évaluées à l’échéance de 
chargement de fluage (14 mois). 
Tableau III-6: Caractéristiques mécaniques des bétons CEM I et V à l’âge de chargement.  
 fcm (MPa) Ecm (GPa) ν 
CEM I 84,0 47,6 0,28 
CEM V 63,2 48,6 0,28 
 
Les valeurs des contraintes de chargement appliquées, des déformations instantanées 
longitudinales et transversales ainsi que les modules d’élasticité et les coefficients de Poisson 
sont présentées dans le Tableau III-7. Ces derniers sont calculés à partir des mesures de 
déformations lors de la mise en charge de fluage. Ces valeurs sont comparées à celles 
obtenues à partir d'un essai de compression réalisé à la même échéance sur d'autres 
éprouvettes. 




Tableau III-7: Valeurs des charges de fluage σ, des déformations instantanées longitudinales εinst et 
transversales trinstε  , ainsi que les modules d’élasticité et coefficients de Poisson déduits de ces 
dernières lors de la mise en charge. 


















« cage » 
50%HR 499 50,5 -185 0,37 CEM I Endogène 25,2 496 50,8 47,6 -175 0,35 0,28 
50%HR 412 46,1 -122 0,30 CEM V Endogène 19,0 406 46,8 48,6 -125 0,31 0,28 
On constate que les modules d'élasticité et les coefficients de Poisson des bétons CEM I et V 
destinés aux essais de fluage total (50%HR) ou endogène mesurés avec la cage 
extensométrique (colonnes grisées) sont légèrement inférieurs à ceux déterminés par le 
capteur central et les jauges lors de la mise en charge de fluage. Aucun effet du mode de cure 
n’est perceptible. 
Les déformations longitudinales et transversales des bétons CEM I et V mesurées à partir de 
l'instant de la mise en charge de fluage sont présentées sur les Tableau III-7 et Tableau III-8 
ci-dessous avec la phase de recouvrance après déchargement (sauf pour le cas des 





















Endogène transversal Total transversal
Endogène longitudinal Total longitudinal
 
Figure III-7 : Déformations sous charge (instantanées et différées) longitudinales et transversales en 
modes endogène et dessiccation (50%HR) du béton CEM I à 20°C, cure endogène. 





























Figure III-8 : Déformations sous charge (instantanées et différées) longitudinales et transversales en 
modes endogène et dessiccation (50%HR) du béton CEM V à 20°C, cure endogène. 
L'analyse comparative des évolutions des déformations longitudinales montrent que le CEM I 
développe des déformations supérieures à celles du CEM V. Cet écart pourrait s’expliquer en 
partie par une contrainte de fluage plus importante. La part de déformation liée à la 
dessiccation parait plus élevée pour le CEM I. Les valeurs des déformations transversales 
traduisent un gonflement instantané par effet Poisson, puis un comportement différé de 
contraction latérale attribuable au retrait comme nous le constaterons par la suite.  
Les évolutions des fluages propres, totaux et de dessiccation, sont représentées sur les Figure 
III-9 et Figure III-10 respectivement pour le CEM I et le CEM V. Elles sont déterminées à 
partir des déformations totales enregistrées sous charge auxquelles sont retranchées les 
valeurs des déformations élastiques et de retrait.  

























Figure III-9: Déformations de fluage propre, total et de dessiccation du béton CEM I à 20°C et 























Figure III-10 : Déformations de fluage propre, total et de dessiccation du béton CEM V à 20°C et 
50%HR, cure endogène. 
On peut tout d'abord constater, à partir d'une analyse comparative, que le BHP à base de CEM 
I développe les déformations de fluage les plus intenses quelque soit le mode de conservation. 




De plus, ces résultats montrent que, pour chaque béton, la cinétique et l’amplitude du fluage 
propre et total sont pratiquement similaires. Ceci implique que, dans le cas d'une mise en 
fluage en mode dessiccation d'un matériau ayant subi une cure endogène de longue durée, le 
fluage de dessiccation intrinsèque est négligeable. L'hypothèse du fluage de dessiccation 
considéré comme proportionnel au retrait de dessiccation serait mise en défaut pour cet 
historique de conservation et de chargement. On pourrait alors supposer que la 
microfissuration provoquée par le retrait endogène durant la cure de 14 mois serait telle 
qu'elle ne permettrait plus une mobilisation supplémentaire du retrait de dessiccation suite à 
une sollicitation mécanique de compression du matériau 
Dans le cas spécifique du CEM V, on constate un fluage de dessiccation négatif. Ce résultat 
inattendu pourrait provenir du séchage parasite des éprouvettes conservées en cure endogène. 
Ce phénomène observé sur les éprouvettes de retrait maintenues dans les sacs en plastique 
durant la cure endogène peut également être intervenu pour celles destinées au fluage total, 
mais dans des proportions différentes. Ainsi, le fait de retrancher des valeurs de retrait total à 
celles des déformations différées sous charge pour des éprouvettes n'ayant pas subi 
exactement la même cure pourrait être à l’origine de ces fluages de dessiccation 
particulièrement faibles. Dans les différents cas étudiés ici, on souligne le fait qu’un retrait 
prolongé précédent le chargement conduit à une atténuation significative du fluage de 
dessiccation à 20°C 50%HR. Ainsi, l’autodessiccation créée en condition endogène pourrait 
permettre une qusi disparition du fluage de dessiccation des BHP. Ceci est à mettre en 
parallele des observations citées dans la bibliographie, repportant une abscence de fluage de 
dessiccation pour les bétons ordinaires ayant subi un fort séchage préalable au chargement. 
Ainsi, la première particularité des BHP est la diminution significative du fluage de 
dessiccation à 20°C et 50%HR suite à une longue cure endogène. 
III.3.2 Fluage propre du CEM I et CEM V fibrés et non fibrés saturés à 100%SR 
jusqu’au chargement 
Les bétons sont âgés de 12 mois au jour de chargement de fluage. Le Tableau III-8 ci-
dessous donne la résistance en compression fcm, le module d’élasticité Ecm et le coefficient de 
Poisson ν des quatre types de bétons mesurés le jour de mise en charge de fluage. 




Tableau III-8: Caractéristiques mécaniques des quatre bétons à l’âge de chargement. 
 fcm (MPa) Ecm (GPa) ν 
CEM I 87,0 44,7 0,28 
CEM IF 130,0 48,8 0,29 
CEM V 99,0 45,1 0,27 
CEM VF 120,0 46,2 0,29 
On constate que les bétons à base de CEM V de la gâchée destinée à cette partie du 
programme expérimental se caractérise par des résistances significativement supérieures à 
celles obtenues lors de la cure endogène (Tableau III-2). Cette remarque est à mettre en 
corrélation avec l'explication proposée dans le paragraphe III.2.1.2.1 pour des matériaux 
confectionnés avec des livraisons différentes de ciment, et dont les résultats de résistances 
mécaniques rendent compte, pour des échéances éloignées, de la variabilité du ciment. 
Le Tableau III-9 présente les différentes valeurs des contraintes de chargement, des 
déformations instantanées longitudinales et transversales ainsi que les modules d’élasticité et 
coefficient de Poisson calculés à partir des mesures de déformations lors de la mise en charge 
de fluage. Les colonnes grisées donnent les résultats du module élastique et coefficient de 
Poisson mesurés avec la « cage extensométrique » le jour du chargement également.  
Tableau III-9: Valeurs des charges de fluage σ, des déformations instantanées longitudinales εinst et 
transversales trinstε et des modules d’élasticité et coefficients de Poisson déduits de ces dernières lors 
de la mise en charge. 
 Longitudinale Transversale 





Ecm « cage » 
(GPa) 
tr
instε (µm/m) ν ν « cage » 
CEM I 26,1 480 54,2  44,7 -177 0,37 0,28 
CEM IF 39,0 715 54,5 48,8 -214 0,29 0,27 
CEM V 30,7 614 48,9 45,1 -204 0,33 0,29 
CEM VF 36,0 840 42,9 46,2 -258 0,30 0,29 
La Figure III-11 ci-dessous présente les valeurs des déformations totales (instantanées et 
différées) longitudinales et transversales des 4 BHP en fonction du temps, à partir de l'instant 
de mise en charge.  
 

























CEM I longitudinal CEM I transversal
CEM IF longitudinal CEM IF transversal
CEM V longitudinal CEM V transversal
CEM VF longitudinale CEM VF transversal
 
Figure III-11 : Déformations sous charge (instantanées et différées) longitudinales et transversales en 
mode endogène des 4 BHP à 20°C, cure eau. 
Les formulations fibrées développent des déformations sous charge plus élevées, ce qui peut 
s'expliquer par la charge de fluage supérieure appliquée, bien que leurs porosités soient plus 
faibles de par l'ajout de fumée de silice.  
Les déformations de fluage propre (valeurs des déformations différées auxquelles sont 
retranchées les déformations élastiques et de retrait endogène) à 20°C en fonction du temps du 
CEM I, IF, V et VF sont représentées sur la Figure III-12. En vis-à-vis de ces courbes sont 
présentées les évolutions du fluage spécifique qui correspond à la valeur de déformation 
normée par la contrainte de fluage appliquée. 
 


























































Figure III-12 : Déformations de fluage (a) et fluage spécifique propres (b) des 4 BHP à 20°C, cure 
eau. 
On remarque que le fluage du béton à base de ciment CEM I non fibré (CEM I) présente un 
fluage spécifique plus important que les trois autres formulations. A la différence des autres 
formulations, le BHP à base de CEM I ne contient pas d'additions de type pouzzolanique. Ce 
potentiel de fluage supérieur pourrait être relié à une porosité plus importante. En effet, la 
formation de C-S-H secondaires en présence de fumée de silice contribue à la diminution de 
la porosité [Persson 1992, 1998 ; Hassen et al 1998] des formulations fibrées par rapport à 
celle du CEM I comme l'illustre les résultats des porosités à l'eau (Tableau III-5). 
Néanmoins, on ne peut émettre cette hypothèse comme étant à l'origine des déformations de 
fluage plus modérées du CEM V par rapport au CEM I puisque les porosités à l'eau sont 
similaires. Cette différence de comportement pourrait alors s'expliquer par une porosité plus 
fine des bétons CEM V contenant des cendres volantes.  
Les Figure III-13 à Figure III-16 proposent une confrontation des résultats de fluage propre, 
en termes de déformations et de fluages spécifiques, à 20°C de notre étude avec ceux obtenus 
par Camps (2008) et CEBTP (2010). 
 



























































Figure III-13: Comparaison des évolutions des déformations de fluage (a) et de fluage propre 























































Figure III-14: Comparaison des évolutions des déformations de fluage (a) et de fluage propre 




















































Figure III-15 : Comparaison des évolutions des déformations de fluage (a) et de fluage propre 
spécifique (b) du béton CEM IF à 20°C avec CAMPS et CEBTP (5,75 ans), cure eau. 


























































Figure III-16 : Comparaison des évolutions des déformations de fluage (a) et de fluage propre 
spécifique (b) du béton CEM VF à 20°C avec CAMPS et CEBTP (5,75 ans), cure eau. 
Le fluage des CEM I, IF et VF sont proches de ceux de Camps, sauf pour le cas du CEM V 
pour lesquelles les déformations de notre matériau sont plus faibles (Figure III-14). Les 
matériaux non fibrés testés par le CEBTP présentent des intensités de fluage inférieures à 
mettre en relation avec l’âge de ce matériau au moment du chargement (5,75 ans). 
La Figure III-17 propose une comparaison des fluages propres des formulations non fibrées 
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CEM I cure eau CEM I endogène
CEM V cure eau CEM V endogène
 
(b) 
Figure III-17 : Comparaison des déformations de fluage propre (a) et du fluage propre spécifique (b) 
des bétons CEM I et V à 20°C en fonction du mode de cure. 
On peut observer que les CEM I conservés à 100%SR avant l’essai de fluage présentent un 
fluage plus important que ceux conservés en condition endogène. Rappelons que ce béton 
(CEM I) conservé dans l’eau avant l’essai possède également une porosité plus élevée (13,16 




±0,76) que celui ayant subi la cure endogène (porosité égale à 11,94 ±0,17) ce qui perturbe 
certainement la comparaison. Les écarts sont moindres pour les CEM V qui ont des porosités 
plus proches (13,66 ±0,19 pour cure eau et 13,55 ±0,22 pour la cure endogène). Au final, 
compte tenu de la dispersion sur la porosité du CEM I, il n’est pas évident de déceler un effet 
de l’état de conservation pendant la cure sur l’amplitude du fluage propre à 20°C. 
III.4 Fluage en température 50°C et 80°C 
La campagne d’essai de fluage propre en température de la tâche 1.B a été réalisée dans 
l’étuve dans laquelle nous avons disposé un système de fluage conçu selon les 
recommandations RILEM (chapitre II). Ce système permet l’application, le maintien et le 
contrôle des conditions d’essai requises (température et contrainte de compression) ainsi que 
le suivi des déformations longitudinales et transversales. Nous rappelons que cette campagne 
comprend :  
- Mise au point d’un système de fluage contrôlé en température ; 
- Fluage propre à 50°C pour CEM I et CEM V fibrés et non fibrés, saturés à 100%SR ; 
- Fluage propre à 80°C pour CEM I et CEM V fibrés et non fibrés, saturés à 100%SR ; 
- Fluage propre à 80°C pour CEM I et CEM V fibrés et non fibrés, conservés en endogène ; 
Dans ce qui suit, nous allons présenter les résultats des essais réalisés dans le cadre de cette 
tâche. 
III.4.1 Fluage propre des BHP à 50°C  
Les caractéristiques mécaniques, résistance en compression fcm, module d’élasticité Ecm et 
coefficient de Poisson ν, des quatre BHP ayant subi une cure en eau durant 14 mois sont 
présentées dans le Tableau III-10 ci-après. 




Tableau III-10: Caractéristiques mécaniques des bétons CEM I et V à l’âge de chargement. 
 fcm (MPa) Ecm (GPa) ν 
CEM I 86 45,5 0,27 
CEM IF 113 46,2 0,29 
CEM V 75 44,8 0,27 
CEM VF 99 45,1 0,28 
Sollicitation thermomécanique des bétons 
Comme nous l’avons décrit dans le chapitre II précédent, l’application de la sollicitation 
thermomécanique permet de s’affranchir de fluage thermique transitoire. Les éprouvettes sont 
tout d'abord chauffées jusqu’à la température de l’essai (50°C ou 80°C). Une fois la 
température stabilisée et homogénéisée entre la surface et le cœur des éprouvettes, on procède 
au chargement mécanique de compression. Cette contrainte de fluage correspond à 30% de la 
résistance moyenne en compression mesurée à 20°C. Cette procédure suit les 
recommandations RILEM [TC 129-MHT, partie 6, 1997 ; TC 129-MHT partie 8, 2000]. 
Le passage de la température de 20°C à 50°C s’accompagne d’une dilatation thermique des 
bétons comme l'illustre le suivi des déformations des éprouvettes en endogène avant 
chargement sur les Figure III-19, Figure III-21, Figure III-23 et Figure III-25.  
L’amplitude de cette dilatation est fonction du coefficient de dilatation thermique de 
différentes phases composant le béton ainsi que leur volume respectif (voir chapitre I 
paragraphe § 5.1.5). A partir des mesures des déformations lors de l’élévation de la 
température jusqu’à sa valeur cible, le coefficient de dilatation thermique peut être évalué en 
tenant compte de la dilatation thermique de la tige invar (voir instrumentation des éprouvettes 
en température, chapitre II, paragraphe § 4.2.1). Sa valeur est de l'ordre de 5.10-6 °C-1 pour les 
bétons non fibrés et d'environ 6,5.10-6 °C-1 pour les bétons fibrés. Cette différence pourrait 
s'expliquer par le volume de pâte supérieur et la présence des fibres dans les formulations 
fibrées, qui se caractérisent par un coefficient de dilatation thermique supérieur à celui des 
granulats de type calcaire (5,4.10-6 /°C d'après Hager (2004)). 
Comme pour les essais de fluage à 20°C, les déformations élastiques longitudinales et 
transversales sont enregistrées lors de la mise en charge de fluage. Les valeurs des 
déformations instantanées enregistrées sont synthétisées dans le Tableau III-11. Les modules 




d'élasticité et coefficients de Poisson sont déterminés à partir de la mise en fluage à 50°C et 
sont comparés avec les valeurs déterminées à partir d'un essai en compression à 20°C avec 
des éprouvettes équipées de la cage extensométrique. 
Tableau III-11: Valeurs des charges de fluage σ, des déformations instantanées εinst longitudinales et 
transversales à 50°C, des modules d’élasticité et coefficients de Poisson lors de la mise en charge. 
 Longitudinale Transversale 





Ecm « cage » 
(GPa) 
εinst 
(µm/m) ν ν « cage » 
CEM I 25,8 620 41,6 45,5 203 0,33 0,27 
CEM IF 33,9 789 43,0 46,2 218 0,28 0,29 
CEM V 22,5 503 44,7 44,8 145 0,29 0,27 
CEM VF 29,7 669 44,4 45,1 205 0,31 0,28 
L’analyse de ces déformations nous permet de distinguer une légère réduction du module 
d'élasticité avec l'augmentation de la température. Cet effet est surtout sensible pour les BHP 
à base de CEM I avec une diminution de l'ordre de 3 GPa. Les cœfficients de Poisson ne 
paraissent pas affectés. 
Les Figure III-18, Figure III-20, Figure III-22 et Figure III-24 présentent les évolutions des 
déformations longitudinales libres et sous charge à partir de l'instant de l'élévation de la 
température pour l'ensemble des éprouvettes conservées en mode endogène pendant l’essai de 
fluage à 50°C. Après deux jours de maintien en température à 50°C, ce qui a entraîné une 
dilatation, la mise en compression est effectuée sur les éprouvettes de fluage. Cette 
sollicitation mécanique s’accompagne d’une déformation instantanée, puis d'une déformation 
différée avec une part de retrait endogène et de fluage propre. Les Figure III-19, Figure III-21, 
Figure III-23 et Figure III-25 se focalisent sur le début des évolutions des déformations avec 
la mise en température suivie de la mise en charge de fluage. 




























Dilatation puis déformation endogène sous charge
Dilatation puis retrait endogène
 
Figure III-18 : Déformations longitudinales endogènes sous charge et de retrait du béton CEM I à 




















Dilatation puis déformation endogène sous charge
Dilatation puis retrait endogène
 
Figure III-19 : Détail de la déformation du béton CEM I sous sollicitation thermomécanique (T 
variant de 20 à 50°C, σ=25,8 MPa), cure eau, conservation endogène. 




























Dilatation puis déformation endogène sous charge
Dilatation puis retrait endogène
 
Figure III-20 : Déformations longitudinales endogènes sous charge et de retrait du béton CEM IF à 




















Dilatation puis déformation endogène sous charge
Dilatation puis retrait endogène
 
Figure III-21 : Détail de la déformation du béton CEM IF sous sollicitation thermomécanique (T 
variant de 20 à 50°C, σ=33,9 MPa), cure eau, conservation endogène. 




























Dilatation puis déformation endogène sous charge
Dilatation puis retrait endogène
 
Figure III-22 : Déformations longitudinales endogènes sous charge et de retrait du béton CEM V à 




















Dilatation puis déformation endogène sous charge
Dilatation puis retrait endogène
 
Figure III-23 : Détail de la déformation du béton CEM V sous sollicitation thermomécanique ( T 
variant de 20 à 50°C, σ=22,5 MPa), cure eau, conservation endogène. 




























Dilatation puis déformation endogène sous charge
Dilatation puis retrait endogène
 
Figure III-24 : Déformations longitudinales endogènes sous charge et de retrait du béton CEM VF à 




















Dilatation puis déformation endogène sous charge
Dilatation puis retrait endogène
 
Figure III-25 : Détail de la déformation du béton CEM VF sous sollicitation thermomécanique (T 
variant de 20 à 50°C, σ=29,7 MPa), cure eau, conservation endogène. 
L'analyse de ces résultats montre tout d'abord que le retrait endogène à 50°C après une cure 
en eau de 12 mois est relativement faible. L'élévation de température ne semble pas modifier 




les tensions capillaires de ces matériaux. Ce comportement était souhaité étant donné que la 
cure humide avait pour but de maintenir une forte humidité limitant ainsi les mécanismes de 
tensions capillaires à l'origine du phénomène de retrait d'autodessiccation. Cette quasi absence 
de retrait assure alors un découplage entre les phénomènes de fluage propre et de retrait, et par 
conséquent de fluage de dessiccation ou plutôt de « fluage d’autodessiccation », 
conformément aux objectifs initiaux. 
Les bétons à base de CEM I atteignent les valeurs les plus fortes avec 1338 µm/m pour le 
CEMI non fibré et 1821 µm/m pour le CEM I fibré à 300 jours. A cette même échéance, les 
déformations du CEM V fibré sont d’environ 1220 µm/m et celles du CEM V non fibré de 
l'ordre de 929 µm/m. Ces résultats sont néanmoins à relativiser, puisque les contraintes de 
chargement, proportionnelles aux résistances en compression, sont plus importantes pour les 
formulations à base de CEM I et pour celles contenant des fibres. 
Les évolutions des déformations transversales en température (50°C) libres et sous charge 
sont présentées sur la Figure III-26 à partir de l'instant de mise en charge. La dilatation 
thermique transversale n'apparaît donc pas sur ce graphique. Sous la sollicitation mécanique 
instantanée de compression, il se produit une dilatation transversale due à l'effet Poisson. Au-
delà, on constate, comme pour l'étude menée à 20°C, que le béton ne flue pas 
transversalement et que les déformations sous charge évoluent parallèlement à celles des 
déformations de retrait endogène transversal. Etant donné la faiblesse des amplitudes des 
valeurs, il est délicat de détecter des comportements singuliers entre les différents BHP. On 
peut toutefois remarquer que le béton CEM I voit sa déformation transversale sous charge se 
maintenir durant les 30 premiers jours avant de se contracter et suivre l'évolution de celles des 
autres matériaux. Un artefact expérimental intervenu au niveau de la jauge extensométrique 
est vraisemblablement la cause de ce phénomène. 





















Déformation transversale sous charge CEM I Retrait transversal CEM I
Déformation transversale sous charge CEM IF Retrait transversal CEM IF
Déformation transversale sous charge CEM V Retrait transversal CEM V
Déformation transversale sous charge CEM VF Retrait transversal CEM VF
 
Figure III-26: Déformations transversales endogènes libres et sous charge des quatre bétons (avec la 
convention de signe correspondant à des extensions pour les valeurs  négatives). 
La Figure III-27 présente une comparaison des fluages propres à 50°C des quatre BHP. Ces 
valeurs sont calculées à partir des évolutions des déformations sous charge, après avoir 
retranché la part de déformation instantanée élastique et celle de retrait endogène qui s'est 

























































Figure III-27 : Déformations de fluage propre (a) et fluage propre spécifique (b) des quatre BHP à 
50°C, cure eau. 




On constate que les cinétiques et les amplitudes de fluage des bétons à base de CEM I sont 
plus intenses que celles des bétons à base de CEM V. Pour le béton CEM I avec fibres, la 
cinétique se réduit au delà de 100 jours de maintien sous charge et son évolution tend à se 
rapprocher de celles des formulations à base de CEM V. Au contraire, le BHP avec CEM I 





























































Fluage spécifique à 50°C 
 
Figure III-28 : Comparaison des fluages propres spécifique à 20°C et 50°C. 
La Figure III-28 permet de comparer les fluages spécifiques à 20°C et 50°C. On constate que 
les amplitudes de fluage propre spécifique à 50°C des quatre matériaux sont de deux à trois 
fois plus élevées qu’à 20°C. Bien qu’une analyse plus poussée de l'effet de la température sur 
le fluage propre soit réalisée dans le dernier paragraphe de ce chapitre, on peut à ce stade 
évaluer de façon très approchée l’énergie activation « globale » du processus de fluage propre 


























































Nous verrons par la suite que cette énergie dépend en réalité de la méthode adoptée pour 
modéliser le fluage (on peut par exemple choisir de n’affecter que les viscosités, ou bien les 
viscosités et les potentiels (raideur, déformation asymptotique etc…)). Finalement, suivant le 
modèle adopté, cette énergie peut varier de 3000 à plus de 5000 K [Ladaoui et al 2010]. 
Lorsqu’on parlera d’énergie d’activation de fluage, il conviendra donc de préciser s’il s’agit 




d’une énergie affectant globalement tous les processus comme c’est le cas ici, ou bien s’il 
s’agit d’une énergie associée à un mécanisme sous-jacent particulier (viscosité par exemple).  
On peut noter que cette énergie d’activation est supérieure à celle régissant la viscosité de 
l’eau, prise égale à 2100 K dans la thèse de Briffaut (2010), ce qui implique que, dans le cas 
de nos bétons, la diminution de la viscosité de l’eau ne soit pas le seul phénomène 
responsable de l’accroissement de la vitesse de fluage avec la température. Rappelons 
également que les modules de Young de ces bétons ne paraissent que faiblement affectés par 
la température, ce qui suppose que dans les modèles de fluage il faille tout de même attribuer 
l’effet de la température sur la vitesse de fluage propre à des phénomènes visqueux. Ceux-ci 
sont toutefois différents de la simple diminution de viscosité de l’eau libre puisque l’énergie 
d’activation associée est supérieure. Dans le cas où seule une partie des paramètres des 
modèles sont affectés par la température les énergies d’activation de ces phénomènes 
visqueux sont nécessairement supérieur à 3000 K. Une simulation du phénomène basée sur la 
seule modification de la viscosité d’un modèle de Maxwell consolidant conduit par exemple à 
une énergie de l’ordre de 5000 K [Ladaoui et al 2010]. Cette dernière est étonnamment proche 
de celle utilisée pour les processus d’hydratation [Lacarriere et al 2008]. 
III.4.2 Fluage de dessiccation en température « 50°C et 50%HR » 
Les essais de fluage de dessiccation en température (tâche 1.D) des bétons de référence Andra 
(CEM I “Tâche 1.D.b” et CEM V “tâche 1.D.c”) ont été programmés afin d’appréhender le 
comportement différé des bétons CEM I et CEM V pendant la phase de service et le 
transitoire THM qui le suit. Lors de cette phase transitoire, les alvéoles des ouvrages de 
stockage ayant été ventilées pendant la phase d’exploitation seront exposées à une humidité 
relative croissante partant d’une valeur proche de 50% et, parallèlement, à une température 
croissante puis décroissante pendant quelques centaines d’années due à l’exothermie des 
déchets radioactifs MAVL. 
Un dispositif d’essai de fluage de dessiccation en température, présenté dans le chapitre 
précédent, a été conçu et mis en place dans le cadre de notre étude. Le montage réalisé nous 
permet de contrôler depuis l’extérieur de l’enceinte climatique toutes les conditions d’essai, à 
savoir l’humidité relative, la température et la contrainte de chargement, et de mesurer les 
déformations longitudinales et transversales des éprouvettes de retrait et de fluage. Le suivi 




des pertes de masse des éprouvettes a également été prévu de manière à ne pas recourir à 
l’ouverture de l’enceinte (aucune perturbation thermodynamique des éprouvettes). Dans ce 
paragraphe, nous allons présenter les résultats de retrait et de fluage en dessiccation des 
bétons CEM I et V ayant subi une cure endogène préalable de 70 jours. Etant donné que les 
bétons de cette étude ne sont pas issus des mêmes gâchées que celles destinées aux autres 
parties du programme expérimental, des mesures complémentaires de retrait et de fluage en 
mode endogène ont été enregistrées. 
III.4.2.1 Fluage de dessiccation du béton CEM I 
Le béton CEM I a subi une cure endogène de 70 jours avant le début des essais de fluage. 
Les résultats des caractéristiques mécaniques mesurées le jour du lancement des essais sont 
donnés dans le Tableau III-12 à partir des mesures relevées lors de la mise en charge. 
Tableau III-12: Caractéristiques mécaniques du béton CEM I mesurées à l’âge de chargement (70 
jours). 
 fcm (MPa) Ecm (GPa) 
CEM I 76 43,3 
Sollicitation thermo-hydro-mécanique des bétons 
L’historique de chargement thermo-hydro-mécanique est basé sur le même principe que celui 
de l’essai de fluage propre. La sollicitation thermique est appliquée seule durant quelques 
jours de manière à s’assurer que les échantillons aient une température homogène 
correspondant à celle visée. Les éprouvettes de retrait et de fluage de dessiccation sont retirées 
de leur sac plastique juste avant la montée en température. Elles sont donc soumises 
simultanément à la dessiccation suivant une humidité relative de 50%. Lors de l’augmentation 
de la température de 25°C à 50°C, on mesure les dilatations thermiques. Il est à noter que les 
dilatations thermiques enregistrées sur les éprouvettes mises en dessiccation sont légèrement 
plus grandes que celles mesurées sur les éprouvettes isolées. Les coefficients de dilatation 
mesurés sur des éprouvettes en dessiccation sont de l’ordre de 6.10-6 °C-1 et pour celles isolées 
d’environ de 5.10-6 °C-1. Une fois la température de 50°C stabilisée et homogénéisée entre la 
surface et le cœur des éprouvettes, on procède au chargement mécanique de compression. Le 
détail des déformations thermo-hydro-mécanique est représenté sur la Figure III-29 ci-
dessous.  
























Dilatation puis déformation totale sous charge
Dilatation puis déformation endogène sous charge
Dilatation puis retrait total
Dilatation puis retrait endogène
 
Figure III-29: Détail de la déformation du béton CEM I sous sollicitation thermo-hydro-mécanique (T 
variant de 25 à 50°C, H= 50%HR, σ=22,8 MPa), (convention de signe : dilatation négative et retrait 
positif), durée de chauffage t=0 à 0.4 jours. 
La Figure III-30 illustre l’ensemble des déformations longitudinales endogènes et totales : 
thermiques, de retrait, instantanée puis différées sous charge en fonction du temps. Les 
valeurs des mesures instantanées longitudinales (Tableau III-13) montrent que le module 
d’élasticité mesuré à 50°C sur éprouvette endogène est équivalent celui mesuré par la cage 
extensométrique à 20°C. La légère réduction de module d’élasticité entre une mesure à 20°C 
et 50°C sur des éprouvettes endogènes remarquée lors du programme de fluage propre à 50°C 
n’est donc pas confirmée. En revanche, le module d’élasticité mesuré sur les éprouvettes en 
dessiccation est significativement plus faible, de l’ordre de 18% par rapport à celui évalué à 
20°C. Les 4 jours de dessiccation durant la phase de montée puis de maintien en température 
avant l’application de la sollicitation mécanique semble avoir un effet non négligeable sur la 
rigidité du matériau. Si l’on observe les mesures de retrait total, on constate que durant cette 
période avant chargement, l’éprouvette subit une déformation proche de 200µm/m. Cette 
valeur élevée relevée sur ce court intervalle de temps pourrait générer une microfissuration 
entraînant une dégradation de la raideur du matériau. La microfissuration pourrait être la 
conséquence d’un gradient de séchage élevée pendant cette période, conduisant à un système 
d’autocontrainte (traction en surface de l’éprouvette en zone de retrait, compression au cœur), 




induisant un endommagement proche de la surface de l’éprouvette et par conséquent, une 

























Dilatation puis déformation totale sous charge
Dilatation puis déformation endogène sous charge
Dilatation puis retrait total
Dilatation puis retrait endogène
 
Figure III-30 : Déformations longitudinales de retrait et sous charge en conditions totale et endogène 
du béton CEM I à 50°C, 50%HR et σ=22,8 MPa. 
Tableau III-13: Valeurs des charges de fluage σ, des déformations instantanées εinst longitudinales et 
transversales à 50°C et 50%HR du CEM I en conditions de dessiccation et endogène, et des modules 
d’élasticité et coefficients de Poisson déduits de ces dernières lors de la mise en charge. 
 Longitudinale Transversale 





Ecm « cage » 
(GPa) 
εinst 
(µm/m) ν ν « cage » 
50%HR 646 35,3 -255 0,39 
Endogène 22,8 522 43,7 43,3 -168 0,32 - 
La Figure III-31 montre l’évolution du retrait endogène et total à 50°C et 50% HR en 
fonction du temps. Dans cette figure, l’origine de mesure des retraits est l’instant du début de 
chauffage des éprouvettes dans l’enceinte climatique (élévation de la température). Une fois la 
dilatation thermique achevée (déformation négative sur la Figure III-31), on observe le début 
du retrait de dessiccation qui évolue suivant une forte cinétique. Il doit évidemment s’initier 
dès la mise dans l’enceinte climatique, mais la phase de dilatation thermique cache son 
véritable point de départ. Quant au retrait endogène, une fois la dilatation thermique réalisée 
(déformation négative), il est stable jusqu’aux environs de 20 jours. Bien que la cure 




endogène ne limite pas autant que la cure humide les tensions capillaires à l’origine du 
mécanisme de retrait d’autodessiccation, on constate que le retrait endogène se développe 
faiblement durant les premiers jours. A partir de 20 jours, une légère évolution du retrait 
endogène se produit. Il semble qu’elle soit associée à la légère perte de masse mesurée sur les 
éprouvettes endogènes. Il s’agirait donc d’une part de retrait de dessiccation lié à un problème 























Figure III-31: Dilatation thermique puis retrait du béton CEM I, en condition endogène et totale à 
50°C et 50%HR. 
La Figure III-32 présente la confrontation des retraits de dessiccation (50%HR) entre la 
température de 20°C et 50°C. Le retrait de dessiccation est évalué en retranchant le retrait 
endogène du retrait total. Comme une légère perte de masse a été décelée sur les éprouvettes 
de retrait endogène engendrant une part de retrait de dessiccation, on peut donc considérer que 
le retrait de dessiccation est légèrement sous-estimé notamment pour des échéances 
supérieures à environ 20 jours. 

























Retrait de dessiccation CEM I à 50°C
Retrait de dessiccation CEM I à 20°C
 
Figure III-32: Comparaison des retraits de dessiccation entre 20°C et 50°C. 
L’élévation de température à 50°C entraîne jusqu’à environ 20 jours un accroissement de la 
cinétique et de l’amplitude de retrait de dessiccation. Au-delà de 20 jours, il semble que les 
cinétiques soient équivalentes puisque les deux courbes tendent à évoluer parallèlement. 
Néanmoins, la cinétique réelle à 50°C est probablement supérieure si l’on tient compte du 
retrait de dessiccation « involontaire » de l’ordre de 100 µm/m mesuré sur les éprouvettes de 
retrait endogène.  
La Figure III-33 ci-dessous donne l’évolution des pertes de masse en fonction du temps des 
éprouvettes du béton CEM I en conditions endogène et dessiccation soumises à une 
température de 50°C et une humidité relative de 50%.  


























Figure III-33 : Pertes de masse en modes dessiccation et endogène du béton CEM I à 50°C et 50%HR. 
Comme nous l’avions indiqué précédemment, une légère perte de masse, vraisemblablement 
liée à un problème d’étanchéité, est relevée sur les éprouvettes en condition endogène. Les 
pertes de masse en condition de séchage sont relativement intenses comparativement à celles 
observées à 20°C. 
Les pesées des éprouvettes chargées (ayant subi du fluage) réalisées au terme des essais 
révèlent que les pertes de masse des éprouvettes chargées (en conditions endogène et 
dessiccation) sont les mêmes que celles mesurées sur éprouvettes non chargées (de retrait). La 
sollicitation mécanique n’influe donc pas sur la perte de masse. Ceci est en accord avec 
[Lassabatère et al. 1997 cité par Benboudjema 2002].  
La Figure III-34 présente l’évolution du retrait et du fluage du béton CEM I en conditions 
endogène et dessiccation à 50°C et 50% HR en fonction du temps. Sur cette figure, le temps t0 
représente l’instant de mise en charge des éprouvettes de fluage. A noter qu’entre le temps de 
début de la phase de montée en température et ce temps t0, ce qui correspond à un peu plus de 
4 jours, une part importante de retrait de dessiccation s’est déjà produite avec une forte 
cinétique.  

























Figure III-34 : Fluages et retraits endogènes et de dessiccation du béton CEM I à 50°C et 50%HR. 
Les fluages propre et de dessiccation atteignent des amplitudes conséquentes dès les premiers 
jours, alors que les valeurs de retrait demeurent modestes. Au-delà de 20 jours, la cinétique de 
fluage de dessiccation est quasiment linéaire. Le découplage conventionnel des déformations 
différées sous charge associé à une perte de masse des éprouvettes conservées en mode 
endogène rend cette observation trompeuse. En effet, le fluage propre comporte probablement 
une part de dessiccation lié à un séchage parasite, hypothèse confirmée par la perte de masse 
mesurée à l’issue de l’essai. Ceci explique le maintien d’une importante vitesse d’évolution 
des déformations de fluage propre. En contrepartie, le fluage de dessiccation est sous-estimé 
puisqu’il est déduit des déformations de fluage total auxquelles on retranche le fluage propre. 
Ce commentaire prévaut également pour le retrait de dessiccation 
La Figure III-35 illustre le lien existant entre fluage ou retrait et la perte de masse. L’analyse 
de la Figure III-35 permet de déceler l’existence de trois phases entre retrait ou fluage et la 
perte de masse [Yurtdas 2006]. Après la première phase de perte de masse sans déformation, 
on observe une relation linéaire entre la variation de masse et le retrait ou le fluage de 
dessiccation analogue à celui décrit par Torrenti à 20°C [Torrenti et al. 1997]. Durant la 
dernière phase, on enregistre une perte de masse caractérisée par une évolution presque nulle 
du retrait et légère pour le fluage de dessiccation. L’absence de la déformation inhérente à la 




dessiccation lors de cette dernière phase peut s’expliquer, soit par le fait que la contraction de 
la matrice cimentaire devient infime par épuisement de l’eau évaporable, soit par le passage 
d’un comportement linéaire à un comportement non linéaire sous contrainte hydrique [Meftah 
2000, Benboudjema 2002]. Ce phénomène peut être attribuable à l’apparition de 
microfissuration supplémentaire générée par la dessiccation et à la présence des granulats. Les 
microfissures ainsi formées facilitent la dessiccation tout en s’opposant au retrait par 
relaxation des tensions capillaires [Bazant 1986 ; Khelidj 1998 ; Sellier et Buffo-Lacarriere 
2009].  
Concernant le retrait endogène et le fluage propre (éprouvettes enveloppées de 3 couches de 
papier aluminium et enfermées dans un sac plastique), il a été expliqué précédemment qu’une 
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Figure III-35 : Evolution du retrait et du fluage propre et de dessiccation du béton CEM I en fonction 
de la perte de masse (à 50°C et 50%HR). 
La Figure III-36 représente la relation existante entre retrait et fluage de dessiccation. 
L’analyse de cette courbe permet de distinguer deux phases : une première phase où la 
déformation de fluage de dessiccation est prépondérante à celle du retrait de dessiccation, où 
l’effet de la charge est conjugué au séchage (pression supplémentaire du squelette). Une 




deuxième phase caractérisée par une évolution linéaire (le fluage de dessiccation est le double 
du retrait libre en dessiccation) tel que observé à 20°C par [Gamble et Parrott 1978]. Ce 
comportement est conforme à l’hypothèse selon laquelle le fluage de dessiccation constitue 
une part complémentaire de retrait de dessiccation qui serait mobilisé grâce à la sollicitation 
mécanique de compression [Sellier et Buffo-Lacarrière 2009]. Ce type de relation de 
proportionnalité entre ces deux composantes est également compatible avec l’approche du 





















Figure III-36: Relation entre fluage de dessiccation  et retrait de dessiccation du béton CEM I à 50°C 
et 50%HR. 
Influence du mode de cure 
Le suivi du fluage propre, en parallèle du fluage de dessiccation qui était l’objectif de cette 
partie du programme expérimental, nous offre l’opportunité de réaliser une comparaison avec 
le fluage propre enregistré lors l’étude de la tâche I.B.b et d’évaluer l’influence du mode de 
cure. Les évolutions des déformations de fluage et de fluage spécifique propres après cure 
humide et cure endogène sont présentées sur la Figure III-37. 




















































Figure III-37 : Comparaison du fluage propre et fluage propre spécifique (b) du béton CEM I à 50°C 
entre cure eau et cure endogène. 
La Figure III-37 révèle une cinétique entre cure eau et cure endogène analogue. La légère 
différence d’amplitude provient sans doute de la différence d’âge de chargement entre les 
deux cures (chargement à 14 mois pour la cure eau contre 70 jours pour la cure endogène). 
La Figure III-38 permet de confronter les déformations de fluage propre et de dessiccation du 
béton CEM I à 20 °C et 50%HR avec 50°C et 50%HR. On remarque que leurs amplitudes et 



















Endogènà 50°C Endogène 20°C
Dessiccation 50°C Dessiccation 20°C
 

























Endogène 50°C Endogène 20°C 
Dessiccation 50°C Dessiccation 20°C
 
(b : fluage spécifique) 
Figure III-38 : Comparaison des fluages propre et de dessiccation du béton CEM I entre 20°C, 
50%HR et 50°C, 50%HR. 
En outre, on note que le fluage de dessiccation, négligeable à 20°C suite à une cure endogène 
de 14 mois, devient intense à 50°C après une conservation endogène initiale de 70 jours. Dans 
le cas d’une cure endogène de longue durée, le retrait endogène pourrait avoir générer une 
microfissuration suffisante pour empêcher qu’une sollicitation d’intensité modérée (30%fcm) 




puisse remobiliser une part supplémentaire de retrait de dessiccation via une meilleure 
transmission des tensions capillaires [Sellier et Buffo-Lacarrière 2009]. Dans le cas des essais 
à 50°C, le temps de cure est tout d’abord plus court, atténuant l’amplitude des déformations 
de retrait avant les essais. En outre, la mise en dessiccation à la température de 50°C permet 
de déplacer le front de séchage vers des tailles de pores plus faibles qu’à 20°C. Bien que le 
retrait de dessiccation soit dès lors plus intense initialement, l’application de la charge de 
compression dans les jours qui suivent permet d’éviter le développement de micro-fissures 
qui, si elles avaient été là (comme ce fut le cas à 20°C), entraîneraient une relaxation des 
contraintes dues aux tensions capillaires. Avec cette explication, ce serait donc l’historique de 
chargement thermo-hydro-mécanique avant l’essai qui pourrait expliquer, du moins en partie, 
la différence des fluages de dessiccation entre 20 et 50°C. Ainsi, la particularité du BHP vis à 
vis du fluage de dessiccation à 20°C est atténuée en température où l’on retrouve un fluage de 
dessiccation significatif. Si l’explication avancée à 20°C est vraie, il est probable qu’une cure 
endogène à 50°C aurait également fait disparaître le fluage de dessiccation à cette 
température. 
III.4.2.2 Fluage de dessiccation du béton CEM V 
Au jour de l’essai de fluage de dessiccation en température, le béton CEM V avait subi une 
cure endogène de 12 mois à 20 C. Les caractéristiques mécaniques mesurées à cette échéance 
sont données dans le Tableau III-14 ci-dessous.  
Tableau III-14: Caractéristiques mécaniques du béton CEM V à l’âge de chargement (12 mois). 
 fcm (MPa) Ecm (GPa) ν 
CEM I 79,6 44,5 0,3 
La Figure III-40 présente les déformations du béton CEM V soumis d’abord à la sollicitation 
thermo-hydrique (T variant de 29,3 à 50°C et 50% HR), suivi de la sollicitation mécanique 
appliquée une fois l’homogénéisation thermique entre surface et cœur du béton terminée. 
Comme dans le cas du fluage de dessiccation du CEM I (paragraphe précédent), les 
déformations de dilatation thermique causées par la hausse de la température du béton CEM 
V se produisent dans un premier temps, puis les déformations de retrait endogène et total. Une 
fois la température homogénéisée, on procède au chargement mécanique et aux mesures des 
réponses instantanées et visco-élastiques différées en modes endogène et dessiccation sous 
sollicitation thermo-hydro-mécanique constante.  




Les coefficients de dilatation thermique mesurés sur les éprouvettes en dessiccation sont de 
l’ordre de 6,8.10-6 °C-1. La dilatation thermique des éprouvettes isolées est de l’ordre de 
5,5.10-6 °C-1. Le détail de la phase de chauffage d’homogénéisation et du chargement 
mécanique est présenté dans la Figure III-39. Nous attirons l’attention sur le fait qu’une 
perturbation de la température a lieu durant la phase d’homogénéisation (panne du système de 
chauffage), donnant lieu à des variations de déformations non souhaitées (entre 0,3 et 6 jours 
sur la Figure III-39). En fin d’essai, un suivi de recouvrance (instantanée et différée) a été 
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Figure III-39: Détail de la déformation du béton CEM V sous sollicitation thermo-hydro-mécanique 
(T variant de 29,3 à 50°C, H= 50%HR, σ=23,9 MPa). 
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Figure III-40 : Déformations totales longitudinales du CEM V à 50°C et 50%HR, σ=23,9 MPa. 
Le Tableau III-15 ci-après synthétise les mesures des déformations instantanées 
longitudinale et transversale sous chargement mécanique pour le béton CEM V en conditions 
endogène et total à 50°C et 50%HR et les valeurs des modules d’élasticité et de coefficient de 
Poisson déduits. 
Tableau III-15: Déformations instantanées εinst longitudinales et transversales à 50°C et 50%HR du 
CEM V en condition total et endogène, modules d’élasticité et coefficients de Poisson déduits de ces 
dernières lors de la mise en charge. 
 Longitudinale Transversale 





Ecm « cage » 
(GPa) 
εinst 
(µm/m) ν ν « cage » 
50%HR 620 38,5 -172 0,28 
Endogène 23,9 380 62,9 44,5 -134 0,38 0,30 
Le module d’élasticité à 50°C et 50% HR des éprouvettes non isolées est faible 
comparativement à celui testé avec la cage d’extensométrie, comme cela a été constaté pour le 
CEM I. Cela aurait un lien direct avec la dessiccation puisque les éprouvettes endogènes 
présentent un module du même ordre de grandeur qu’à 20°C (voir Tableau III-11 et Tableau 
III-13). Le coefficient de Poisson, mesuré sur les éprouvettes non isolées est du même ordre 
de grandeur de ceux mesurés à 20°C.  




Pour les éprouvettes maintenues isolées, le module de Young et le coefficient de Poisson sont 
anormalement élevés. Ce résultat est probablement lié à un problème expérimental 
d’enregistrement des valeurs des déformations pendant le chargement de l’éprouvette. 
La Figure III-41 présente les déformations thermiques (déformations négatives) puis de 
retrait des éprouvettes du béton CEM V en conditions endogène et en dessiccation, soumises 
à 50°C et 50% HR. Une perturbation de l’ambiance dans l’enceinte a lieu pendant la phase 
d’homogénéisation, provoquant quelques perturbations dans l’enregistrement des 
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Figure III-41: Dilatation thermique puis retrait  du béton CEM V, en condition endogène et totale à 
50°C et 50%HR. 
La dilatation thermique se produit dès l’élévation de température. Les déformations de retrait 
sont ensuite enregistrées et ont des allures relativement proches de celles du CEM I, bien que 
la durée des essais ne soit pas identique (plus de 250 jours pour le CEM V contre environ 80 
jours pour le CEM I). Malgré le problème expérimental survenu durant les premiers jours, 
comme pour le CEM I, il semble que la cinétique du retrait endogène augmente à partir d’une 
vingtaine de jours sous l’effet d’une dessiccation non désirée malgré le confinement. Son 




évolution devient quasiment linéaire avec le temps. Le retrait total est inférieur à celui du 
CEM I mais sa cinétique au bout de 250 jours est non négligeable. 
Une comparaison avec le retrait total à 20°C est représentée sur la Figure III-42. La Figure 
III-42 présente les déformations des retraits totaux du CEM V à 50°C et 50%HR et à 20°C et 
50%HR. Le retrait total à 20°C parait plus rapide au début car il est mesuré dés que le 
système d’étanchéité est enlevé. La courbe de retrait en température démarre dès la mise en 
température, mais celle-ci a lieu quatre jours après avoir enlevé l’étanchéité pour des raisons 
techniques de mise en place des éprouvettes dans l’enceinte. Il manque ainsi sur les courbes 
du retrait en température la part de retrait de dessiccation à 20°C préalable au retrait en 
température. Il conviendrait donc, en toute rigueur de présenter les courbes de retrait depuis la 
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Figure III-42: Comparaison des retraits totaux du béton CEM V entre 20°C et 50°C 
La Figure III-43 présente la perte de masse en fonction du temps enregistrée sur des 
éprouvettes isolées (endogène) et non isolées (en dessiccation). Comme pour le cas du CEM I, 
les pertes de masse enregistrées sur les éprouvettes de retrait sont équivalentes à celles 
mesurées sur éprouvettes sous charge (par pesée à la fin de l’essai). La perte de masse n’est 
pas accentuée par le chargement. Si l’on compare les valeurs de perte de masse des deux 




formulations à l’échéance de 80 jours (dernière mesure pour le CEM I), on remarque que les 
amplitudes pour le CEM I sont quasiment doubles par rapport à celles du CEM V, 
certainement du fait d’un réseau poreux ouvert peut-être plus fin et moins interconnecté dans 
le cas du CEM I.  
De manière similaire à l’étude portant sur le CEM I, l’éprouvette endogène présente une perte 
de masse non souhaitée équivalente à celle constatée pour le CEM I, probablement induite par 























Figure III-43 : Evolution de la perte de masse du CEM V à 50°C et 50%HR. 
Les déformations de retrait endogène, de fluage propre et de retrait et fluage de dessiccation 
des éprouvettes du béton CEM V soumises à une ambiance de 50°C et 50%HR sont 
présentées dans la Figure III-44.  
 
 




























Figure III-44 : Fluage et retrait du CEM V à 50°C et 50%HR. 
L’analyse de cette figure est relativement similaire à celle faite pour les résultats du CEM I. 
Les retraits sont relativement faibles, notamment celui en mode endogène qui est de plus 
vraisemblablement lié à une légère dessiccation. Le fluage de dessiccation est intense et 
traduit le fait qu’un chargement rapide après la mise en séchage permet de mobiliser un 
surplus de retrait de dessiccation en évitant une déformation telle qu’elle induirait une forte 
microfissuration. Contrairement au CEM I, le fluage de dessiccation ne se stabilise pas. Les 
éprouvettes de fluage propre du CEM V sont probablement mieux isolées. Ainsi lorsqu’on 
retranche la part de fluage propre aux valeurs de fluage total, on obtient des valeurs de fluage 
plus exactes. Dans le cas du CEM I, une part de fluage de dessiccation liée à un défaut 
d’étanchéité était certainement venu interférer avec la mesure du fluage propre. 
La Figure III-45 représente les déformations de retrait et fluage en fonction des pertes de 
masse. Pour les éprouvettes en dessiccation, en négligeant l’évolution de départ 
(perturbation), on retrouve une certaine proportionnalité entre la perte de masse et les 
déformations de retrait et de fluage de dessiccation. Le domaine de proportionnalité est plus 
étendu que pour les éprouvettes de CEMI pour lesquelles un défaut d’étanchéité de 





























Figure III-45: Evolution des déformations de fluage et retrait total et endogène du béton CEM V en 
fonction de la perte de masse à 50°C et 50%HR. 
La Figure III-46 propose une comparaison des résultats des déformations de fluage propre et 
du fluage propre spécifique du CEM V après une cure endogène à 50°C avec ceux après une 


















































Figure III-46 : Comparaison du fluage propre (a) et fluage propre spécifique (b) entre cure eau et 
cure endogène du CEM V à 50°C. 




Même si les amplitudes sont du même ordre de grandeur pour les deux types de cure, on note 
un fluage plus rapide juste après le chargement pour les éprouvettes en conservation 
endogène, mais au final une amplitude plus grande pour le fluage des éprouvettes en cure eau. 
Ceci est en accord avec la théorie du potentiel de déformation différée [Sellier et Buffo-
Lacrriere 2009] qui suggère que les éprouvettes en conservation endogène soient soumises 
précocement à des contraintes dues aux dépressions capillaires, ce qui d’un coté accentue la 
vitesse de déformation au moment de la mise en charge, mais aussi, d’un autre coté, épuise 
(par retrait) prématurément une partie du potentiel de déformation à long terme, limitant ainsi 
la déformation de fluage propre des éprouvettes en cure endogène.  
La Figure III-47 présente une comparaison entre les déformations de fluage et les fluages 
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(b) 
Figure III-47: Comparaison du fluage propre et de dessiccation du béton CEM V entre 20°C, 50%HR 
et 50°C, 50%HR. 
La Figure III-47 ci-dessus met en évidence le fait que les déformations de fluage propre et de 
dessiccation sont significativement accentuées par la température. En outre, comme dans le 
cas du CEM I, le fluage de dessiccation qui était négligeable voire négatif à 20°C atteint des 
valeurs proches de celles du fluage propre à 50°C. Ce comportement est à relier à 
l’explication proposée lors de l’étude similaire menée sur le CEM I et sur l’importance de 
l’historique de chargement thermo-hydro-mécanique, y compris avant le chargement. 
La Figure III-48 présente les évolutions des déformations de fluage et fluages spécifiques 
propre et de dessiccation (50%HR) à 50°C du béton CEM V et du béton CEM I. 
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(b) 
Figure III-48 : Comparaison entre les déformations de fluage (a) et de fluages spécifiques (b) du CEM 
I et CEM V à 50°C et 50%HR, cure endogène. 
La confrontation de ces résultats montre, à même échéance, des amplitudes de déformations 
inférieures pour le CEM V, comme cela a pu être observé à 20°C.  
La Figure III-49 ci-après présente les mesures des déformations transversales en mode 
endogène et dessiccation, enregistrées sous conditions thermo-hydro-mécanique constantes 
(50°C, 50%HR et σ=23,9 MPa). Conformément aux observations réalisées à 20°C, ces 
résultats mettent en exergue le fait que, suite à la dilatation instantanée liée à l’effet de 
Poisson lors de la mise en compression, les déformations transversales différées sous charge 
évoluent parallèlement à celles mesurées sur les éprouvettes non chargées. Ce comportement 
traduit ainsi le fait que cette déformation transversale différée correspond à du retrait et qu’il 
n’y a que très peu de fluage transversal, et ce quelque soit le mode de conservation durant 
l’essai de fluage.  
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Figure III-49: Evolutions des  déformations totales transversales (endogène et totale) du CEM V à 
50°C et 50%HR (convention : dilatations négatives). 




III.4.3 Fluage propre des BHP à 80°C 
III.4.3.1 Cas des éprouvettes ayant subi une cure dans l’eau 
Les éprouvettes destinées au fluage propre à 80°C ont été conservées dans l’eau (100%SR) 
pendant 11 mois. Les caractéristiques mécaniques mesurées à 20°C après cette cure sont 
résumées dans le Tableau III-16 ci-dessous. Le Tableau III-17 fournit quant à lui les valeurs 
de modules mesurés après chauffage, lors de la mise en charge de fluage. La comparaison de 
ces valeurs montre un endommagement des éprouvettes non fibrés.  
Tableau III-16: Caractéristiques mécaniques des quatre BHP à 11 mois (cure eau). 
 fcm (MPa) Ecm (GPa) ν 
CEM I 87 44,7 0,28 
CEM IF 130 48,8 0,27 
CEM V 99 45,1 0,29 
CEM VF 122 46,2 0,29 
La Figure III-50 ci-après donne les déformations endogènes de retrait et sous chargement 
mécanique. Ce dernier a été appliqué une fois la température de 80°C stabilisée, comme lors 
des essais à 50°C. On remarque que les déformations de retrait endogène à 80°C sont 
équivalentes pour toutes les formulations. Les contraintes appliquées ainsi que les 
déformations instantanées enregistrées au moment de l’application de la contrainte sont 
récapitulées dans le Tableau III-17. Notons que la contrainte réelle de fluage appliquée au 
béton CEM IF correspond à 25% de la résistance en compression mesurée lors de l’essai à 
20°C (suite à un problème survenu sur le vérin). En outre, des problèmes d’enregistrements de 
mesures ne nous permettent pas de présenter les évolutions des déformations lors du 
chauffage progressif jusqu’à 80°C et lors de son maintien durant le laps de temps nécessaire à 
l’homogénéisation de la température au sein des éprouvettes. 
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Figure III-50: Déformations endogènes sous charge et de retrait à 80°C des 4 BHP, cure eau. 
Tableau III-17 : Déformations instantanées des BHP à 80°C mesurées au chargement (cure eau).  
 Longitudinale 





Ecm « cage » 
(GPa) 
CEM I 26,1 751 34,8 44,7 
CEM IF 32,5 700 46,4 48,8 
CEM V 29,7 858 34,6 45,1 
CEM VF 36,6 882 41,5 46,2 
Comme pour le fluage à 50°C, la mise en charge à 80°C révèle une diminution du module 
d’élasticité pouvant atteindre 22% pour les bétons non fibrés, comparativement à ceux 
déterminés à 20°C. Cette réduction révèle un endommagement en lien avec le processus de 
chauffage à 80°C. Cette atténuation étant moindre pour les bétons fibrés et compte tenu du 
mode d’action des fibres (activation par ouverture de microfissures), il est très probable que 
des microfissures soient apparues pendant la phase de chauffage ou de chargement en 
température. Les effets de ces microfissures ne sont atténués que pour les bétons fibrés pour 
lesquels le module d’élasticité reste alors à un niveau proche de celui évalué à 20°C.  
La Figure III-51 ci-après présente les courbes d’évolution des déformations de fluage propre 
à 80°C (Figure III-51 (a)). Afin de prendre en compte l’effet du taux de chargement 




appliqué, nous proposons la comparaison des déformations de fluage propre spécifique 

























































Figure III-51: Fluage propre à 80°C des 4 BHP, cure eau. 
Ces résultats mettent en évidence un comportement singulier par rapport à ceux obtenus à 
20°C et 50°C. En effet, les bétons à base de CEM V fluent davantage que ceux à base de 
CEM I (CEM V supérieur au CEM I et CEM VF supérieur au CEM IF). Cet ordre correspond 
donc à l’inverse de celui observé à 20°C et 50°C. Le Tableau III-18 présente les pertes de 
masse (non souhaitées mais inévitables à cette température du fait de la diffusion de la vapeur 
d’eau au travers les systèmes d’étanchéité) mesurées au terme des essais de fluage. 
Tableau III-18: Pertes de masse mesurées à la fin de l’essai de fluage à 80°C (cure eau). 
 Perte de masse (%) 
CEM I 0,76 
CEM IF 0,60 
CEM V 0,59 
CEM VF 0,70 
Ces résultats reflètent une légère dessiccation entraînant une proportion, elle aussi non 
souhaitée, de fluage de dessiccation dans les mesures de fluage propre. Toutefois, ces valeurs 
étant relativement équivalentes quelque soit la formulation, la comparaison des déformations 
de fluage propre avec une faible part de fluage de dessiccation n’en demeure pas moins 
représentative. Au final, on peut noter une forte corrélation entre le taux de fluage des bétons 
non fibrés et leur endommagement au moment de la mise en charge en température. Ainsi, ce 
serait l’endommagement lié au chauffage et (ou) au chargement en température qui aurait créé 
une microfissuration, cette microfissuration étant reprise par les fibres dans les BHP fibrés. Le 
fluage de ces derniers ne s’en trouverait donc pas affecté ; par contre, pour les bétons non 




fibrés, l’endommagement concentre les contraintes appliquées sur les sites non fissurés qui se 
trouvent ainsi surchargés et fluent d’autant plus vite. Un endommagement de 25% conduirait 
par exemple à une augmentation des contraintes effectives de 1/(1-0.25)-1=33%, ce qui ne 
suffit pas à expliquer l’écart constaté sur la Figure III-51. Mais, si l’on suppose qu’on entre 
dans le domaine non linéaire du fluage, alors la différence de comportement des BHP fibrés et 
non fibrés devient peut être explicable. 
III.4.3.2 Cas des bétons ayant subi une cure endogène 
La cure endogène des éprouvettes destinées à l’étude de fluage propre à 80°C a duré 80 jours. 
L’essai a été réalisé sur les bétons non fibrés CEM I et CEM V. Les caractéristiques 
mécaniques mesurées le jour de l’essai de fluage sont données dans le Tableau III-19 ci-
après. 
Tableau III-19: Caractéristiques mécaniques des bétons CEM I et V, à 80 jours de cure endogène. 
 fcm (MPa) Ecm (GPa) 
CEM I 75 42,2 
CEM V 71 42,6 
La Figure III-52 ci-dessous donne les déformations endogènes sous chargement mécanique. 
Les contraintes appliquées ainsi que les déformations instantanées enregistrées au moment de 
l’application de la contrainte sont données par le Tableau III-20 donné juste après. 




























Figure III-52 : Déformations totales sous charge des bétons CEM I et V à 80°C, cure endogène. 
Les réductions de module d’élasticité déterminées entre 80°C et 20°C sont comparables à 
celles relevées après cure humide (environ 22%) pour ces mêmes formulations. Ce qui là 
aussi laisse présager d’une microfissuration non négligeable due au processus de chauffage ou 
au chargement en température. 
Tableau III-20 : Déformations instantanées des bétons CEM I et V à 80°C, mesurées au chargement 
(cure endogène).  
 Longitudinale 





Ecm « cage » 
(GPa) 
CEM I 22,5 675 33,3 42,2 
CEM V 21,3 656 32,5 42,6 
La Figure III-53 ci-dessous permet de comparer les courbes d’évolution des fluages propres 
et fluages spécifiques propres des bétons CEM I et V ayant subi une cure endogène. On 
remarque dans ce cas de figure (fluage propre, cure endogène) que l’ordre des amplitudes est 
semblable à ceux observés à 20°C et à 50°C sur cure endogène de la tâche 1.D.b et c.  























































Figure III-53 : Fluage propre à 80°C des CEM I et CEM V. 
Le Tableau III-21 présente les valeurs de pertes de masse relevées à l'issue des essais de 
fluage.  
Tableau III-21: Perte de masse mesurée à la fin de l’essai de fluage à 80°C (cure endogène). 
 Perte de masse (%) 
CEM I 0,80 
CEM V 0,35 
On observe une légère dessiccation non désirée du même ordre de grandeur que celles 
obtenues sur les éprouvettes de fluage propre à 80°C ayant subi une cure à l'eau pour le CEM 
I. Les éprouvettes de BHP à base de CEM V ont été mieux isolées durant l'essai. 
La figure suivante (Figure III-54) permet de comparer les fluages propres des bétons ayant 
subi la cure endogène et ceux des bétons ayant subi la cure en eau. On peut constater que les 
bétons non fibrés en cure eau présente un fluage propre supérieur à ceux en cure endogène. Il 
semblerait donc que le retrait d’autodessiccation des bétons en cure endogène ait épuisé une 
part importante de leur potentiel de déformation à long terme, potentiel que l’on ne peut 
retrouver que dans le cas d’une présaturation complète. De ce point de vue, l’approche choisie 
consistant à saturer les éprouvettes avant le test de fluage en température s’est donc avérée 
efficace pour accéder au potentiel de fluage intrinsèque de ces BHP. 






























































Figure III-54 : Comparaison des fluages propres spécifiques à 80°C des CEM I et CEM V en cure eau 
et cure endogène. 
III.5 Analyse comparative et modélisation des déformations différées 
Dans la première partie de ce paragraphe, nous présentons une analyse comparative entre les 
essais de fluage propre à 20°C, 50°C et 80°C afin de voir l’effet de la température sur les 
déformations différées. La seconde partie de ce paragraphe concernera la modélisation du 
fluage en température. Nous présenterons une première étape de modélisation du fluage 
propre de l'ensemble des formulations sur la gamme de température 20°C à 50°C. Cette 
modélisation sera ensuite étendue au cas du fluage de dessiccation en intégrant les effets de la 
dessiccation en température. Elle sera alors appliquée au béton CEM I aux différentes 
températures (20°C, 50°C et 80°C). Nous verrons que le passage de 50°C à 80°C nécessite de 
considérer une évolution de la microstructure dans le modèle de fluage. Le cas des autres 
BHP à 80°C n'a pas été modélisé durant la thèse faute de temps, mais constitue une 
perspective à ce travail.  
III.5.1 Comparaison des fluages propres à 20°C, 50°C et 80°C  
Dans un premier temps, nous présentons la comparaison des fluages propres spécifiques des 
quatre BHP entre 20°C et 50°C pour une durée de chargement de 300 jours. Dans un second 
temps, nous présenterons la comparaison entre 20°C, 50°C, et 80°C à plus court terme compte 
tenu de la durée plus réduite des essais à 80°C. Tous ces résultats ont été obtenues sur des 
matériaux ayant subi une cure humide. 




Les Figure III-55 à Figure III-58 donnent les courbes du fluage propre spécifique à 20°C et 



























































Figure III-56: Comparaison du fluage propre spécifique du CEM IF entre 20°C et 50°C. 































































Figure III-58: Comparaison du fluage propre spécifique du CEM VF entre 20°C et 50°C. 
Les ratios des amplitudes de fluage propre spécifique entre 50°C et 20°C calculés à 
l’échéance de 300 jours de fluage sont donnés dans le Tableau III-22 ci-après. 




Tableau III-22: Bilan des essais de fluage propre spécifique au bout de 300 jours en termes de 
rapports des amplitudes moyennes de déformations différées entre 50°C et 20°C. 




en % fcm 
mesuré à 
20°C 
Ratio des valeurs de fluage spécifique à 
T=50°C 
 / fluage spécifique à Tref=20°C après 
300 jours de chargement 
CEM I 2,33 
CEM IF 3,27 
CEM V 2,75 
CEM VF 
eau 
11 mois pour 
l’essai à 20 C ;  
14 mois pour 
l’essai à 50°C 
30 
2,50 
On constate que le passage de la température de 20°C à 50°C conduit à plus du doublement de 
l’amplitude de fluage à 300 jours, ce qui est conforme à l’ordre de grandeur constaté dans la 
bibliographie (voir Tableau I-4 et Figure I-46), dont la moyenne pour les essais à des 
températures voisines de 50°C est de 1,80. Le Tableau III-22 présente nos résultats sous une 
forme analogue à celle adoptée dans le Tableau I-4, ce qui facilite la comparaison avec les 
essais antérieurs. Cette analyse comparative montre en particulier que les BHP avec additions 
se situent au dessus de la tendance décelée dans l’analyse bibliographique (3,27 pour le CEM 
IF, 2,75 pour le CEM V et 2,50 pour le CEM VF sur le Tableau III-22). Seul le béton à base 
de CEM I reste plus proche de la tendance. Finalement, il s’avère que les trois BHP contenant 
des ajouts (CEM IF, CEM V et CEM VF) présentent une plus forte sensibilité à la 
température que le CEM I. Ce dernier contient une moins grande proportion de C-S-H. Il 
serait intéressant via un plan expérimental plus large de mettre en évidence une corrélation 
potentielle entre la teneur en C-S-H et la sensibilité du fluage propre à la température. 
Les Figure III-59 à Figure III-62 donnent les courbes de fluage propre spécifique des quatre 
BHP à 20°C, 50°C et 80°C à plus court terme, avec une durée des essais de fluage à 80°C 
inférieure à 52 jours. 
































































































Figure III-61: Fluage propre spécifique du béton CEM V à 20°C, 50°C et 80°C. 


































Figure III-62: Fluage propre spécifique du béton CEM VF à 20°C, 50°C et 80°C. 
Les ratios des amplitudes de fluage propre spécifique entre 20°C et 50°C et entre 20°C et 
80°C calculés à court terme sont donnés dans le Tableau III-23 ci-après. 
Tableau III-23: Bilan des essais de fluage propre spécifique à court terme en termes de rapports des 
amplitudes moyennes de déformations différées entre 80°C et 20°C et 80°C et 50°C. 








Ratio du fluage 
spécifique à T=50°C 
 / fluage spécifique à 
Tref=20°C 
Ratio du fluage spécifique à 
T=80°C 
 / fluage spécifique à 
Tref=20°C 
CEM I 52 1,93 6,36 
CEM IF 18 4,07 5,22 





essais à 20 





28 2,12 5,11 
L’analyse des résultats du Tableau III-23 ci-dessus montre que la variation du ratio de fluage 
propre n’est pas linéaire avec la variation de la température, en particulier pour les bétons non 
fibrés. Ces ratios ont été reportés sur la Figure III-63. Il convient de souligner ici que les 
bétons non fibrés en cure eau présentaient des modules de Young « endommagés » lors de 
leur chargement à 80°C, cet endommagement étant certainement causé par le chauffage ou le 
chargement de l’échantillon chauffé. Il est donc fortement probable qu’il y ait eu un couplage 
avec l’endommagement dans ce cas de figure ; l’effet thermique a donc, dans ce cas, été 
double : il a tout d’abord causé un endommagement et ensuite une augmentation de la vitesse 
de fluage propre. L’amplification de la vitesse de fluage par couplage avec l’endommagement 




est un effet connu à 20°C [Proust et al. 2007 ; Torrenti et al. 2008 ; de Larrard 2010 ; Briffaut 
2010 ; Reviron 2009]. Il est donc tout à fait réaliste de considérer que cet effet soit encore 
présent en température. La cause de l’endommagement en température est quant à elle plus 
difficile à expliquer ; comme nous l’avons déjà mentionné dans le paragraphe précédent, il 
s’agit d’une microfissuration, sans doute en lien avec des phénomènes de gradient de 
déformations entre la pâte et les granulats. Si l’on se réfère aux autres points du graphe 
(éprouvettes non endommagées), on constate globalement un doublement du fluage à 50°C et 
un fluage multiplié par 5 à 6 pour le passage de 20 à 80°C. En reportant sur ce même graphe 


















EaAT  (III-2) 
On constate qu’une valeur de Ea/R de l’ordre de 3000 K permet de décrire correctement 
l’activation de fluage propre sur la plage de température donnée. Cette valeur reste conforme 
à celle que nous avions trouvée lors de la comparaison des essais entre 20°C et 50°C (cf. 
paragraphe § III.3.1). Elle ne reflète cependant pas forcément l’activation réelle des 
phénomènes visqueux sous-jacents, puisque, comme nous allons le voir dans le prochain 
paragraphe, il est possible de retrouver un effet de la température qui n’affecte que les 



























AT avec Ea/R = 3000 K
 
Figure III-63: Variation du ratio de fluage propre entre 20°C 50°C et 80°C à court terme. 
Au final, cette analyse de l’ensemble des résultats relatifs au fluage propre des éprouvettes 
ayant subi une cure en eau met en évidence le fait que la température a une influence 




significative sur le fluage propre des BHP. Elle entraîne une augmentation de l’amplitude du 
fluage propre dans un rapport d’environ 2,3 à 3,3 pour un passage de 20°C à 50°C et de 5,11 à 
10,40 pour un passage de 20°C à 80°C (à court terme). Lors du passage de 20°C à 50°C, nous 
avons remarqué que le ratio est maximal pour les bétons avec ajouts (fumées de silice, laitiers 
et cendres volantes). Ce dernier point peut être corrélé aux réactions pouzzolaniques de la 
fumée de silice, dans le cas des formulations fibrées, mais aussi des cendres volantes pour le 
CEM V, qui consomment la portlandite pour former des C-S-H secondaires à faible rapport 
Ca/Si et plutôt du type LD (low density). En s’appuyant sur l’hypothèse selon laquelle le 
fluage du béton est dû au fluage des feuillets de C-S-H [Acker et al. 2004], la quantité de C-S-
H secondaires des matériaux incorporant de la fumée de silice pourrait être la cause de 
l’augmentation des déformations différées des bétons avec ajouts. Cela reste bien entendu à 
confirmer à travers un plan expérimental plus ample que celui présenté ici. On note également 
que cet effet n’est pas forcément compensé par l’adjonction de fibres. En revanche, les fibres 
en limitant l’endommagement dû au chauffage contribue à limiter le fluage en température en 
agissant sur le couplage « fluage-endommagement ». 
La comparaison avec les résultats issus de la littérature (Tableau I.4 chapitre I) à partir 
d’essais réalisés dans des conditions comparables sur des bétons ordinaires met en évidence 
que l’augmentation de température, sur une plage de valeur comparable à celle de notre étude, 
a une incidence plus importante sur nos BHP. Cette analyse corrobore également l’hypothèse 
selon laquelle la sensibilité du fluage à la température dépend de la quantité d’ajouts.  
III.5.2 Modélisation du fluage propre sur la plage 20-50°C 
Cette première modélisation concerne la prise en compte de l'activation thermique au niveau 
de certains paramètres d’un modèle de fluage, en l’occurrence ici celui proposé par Sellier 
(2006), mais la réflexion aurait pu être menée avec tout autre modèle, dans la plage de 
température entre 20°C et 50°C. Nous avons fait une première analyse limitée à ces deux 
niveaux de températures pour tester une hypothèse consistant à n’affecter par la température 
que les viscosités du modèle et non les raideurs. Cette hypothèse suppose ainsi que les 
phénomènes sensibles à la température soient de type purement visqueux. Elle s'appuie sur les 
résultats expérimentaux obtenus pour les quatre formulations de BHP.  




Les Figure III-64 à Figure III-67 présentent les courbes de fluage propre à 20°C et 50°C 
pour les 4 BHP (points), les traits continus correspondent au calage du modèle proposé par la 
suite. Afin de faciliter les comparaisons, toutes les courbes sont tracées à la même échelle. 
Notons également qu’il a été procédé à un suivi de la recouvrance pour les essais en 
température, ce qui a permis de scinder la déformation de fluage propre en température en 




















εexp 20°C ε20°C modèle
εexp 50°C ε50°C modèle
 




















εexp 20°C ε20°C modèle
εexp 50°C ε50°C modèle
 
Figure III-65: Fluage propre du CEM IF à 20 et 50°C. 
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Figure III-67 : Fluage propre du CEM VF à 20 et 50°C. 
III.5.2.1 Présentation du Modèle rhéologique  
Le modèle rhéologique utilisé est basé sur le modèle de fluage propre proposé par Sellier 
(2006), récemment étendu à la modélisation du fluage de dessiccation et présenté dans Sellier 
et Buffo-Lacarrière (2009) (modèle décrit dans le chapitre I). Ce modèle est dans sa version 
complète écrit dans un cadre poro-mécanique permettant de considérer les effets de la 
dépression capillaire (retrait et fluage de dessiccation). C’est pour cette raison qu’une partition 
de la contrainte totale σ est faite (Figure III-68):  




- partie sphérique sur le squelette solide σ's,  
- partie déviatorique σ'd,  









σφφpi 1  due aux dépressions capillaires, 
expression dans laquelle 
wφ est la teneur en eau, φ  la porosité, σ  la contrainte appliquée sur 
l’échantillon, 
dσ la contrainte caractéristique du fluage en dessiccation et wK le paramètre de 
pression hydrique. Cette expression de la pression hydrique est justifiée de façon détaillée 
dans Sellier et Buffo-Lacarrière (2009). Nous rappelons que cette partition est faite dans un 
esprit semblable aux modèles proposés par Bernard [Bernard et al. 2003)] et Ulm [Ulm et al. 
1999] et choisi aussi par Benboudjema [Benboudjema et al. 2001]. Dans ce qui suit, nous 
allons rappeler brièvement les principes de la modélisation adoptée dans notre travail. La 
Figure III-68 ci-dessous montre le modèle rhéologique. Dans ce travail, nous avons pris soin 
de saturer les échantillons pour avoir une contrainte capillaire nulle et limiter ainsi les 
interactions entre le retrait et le fluage de dessiccation ( 0=wpi  dans le schéma rhéologique). 
 
Figure III-68: Modèle rhéologique adopté 
Sur la Figure III-68, ke désigne le module de compressibilité, µe, celui de cisaillement, Ee le 













Le fluage est simulé par les étages KV et M, respectivement pour « Kelvin-Voigt » et 
« Maxwell ». L’étage de Kelvin-Voigt modélise la partie réversible du fluage (recouvrance 
visible sur les Figure III-64 à Figure III-67 pour les essais en température), l’étage de 
Maxwell la partie visqueuse (correspondant à la déformation résiduelle après décharge sur les 
Figure III-64 à Figure III-67). La particularité du modèle réside dans le fait que la viscosité 
de l’étage de Maxwell évolue de façon non linéaire en fonction de la déformation. Le choix de 
cette non-linéarité est expliqué dans l’HDR de Sellier (2006) et reprise dans l’article de Sellier 
et Buffo-Lacarrière (2009). Le principe consiste à considérer que la déformation de fluage 
conduit à un blocage progressif des hydrates susceptibles de fluer. Ce blocage se traduit alors 
par une augmentation des viscosités apparentes du modèle rhéologique, la conséquence étant 
une diminution de la vitesse de fluage avec l’augmentation des déformations de fluage. Le 
paramètre gérant ce phénomène est dit « déformation caractéristique de consolidation », et 
constitue une caractéristique intrinsèque au matériau. Dans ce modèle, nous avons tout 
d’abord supposé que la température n’affectait pas ce paramètre, ni même les raideurs du 
modèle. Seules les viscosités étaient affectées, cela de façon uniforme sur tous les éléments 
visqueux de la Figure III-68. Cette hypothèse s’est avérée finalement suffisante pour 
modéliser nos résultats expérimentaux dans la plage 20-50°C (courbes continues sur les 
Figure III-64 à Figure III-67). 
La déformation de fluage propre εC dont il est question dans cette étude ne concerne donc que 






 est la déformation de fluage propre 
εKV est la déformation de fluage réversible, modélisée par le solide linéaire de Kelvin Voigt, 
εM est la déformation permanente de fluage modélisée par le corps de Maxwell à viscosité non 
linéaire 
Nous présentons tout d’abord les lois rhéologiques à une température donnée. Nous 
discuterons de l’effet de la température par la suite. Les lois classiques de la viscoélasticité 
sont utilisées. 






















le module de compressibilité élastique, 
 - kKVs et ηKVs
 
 le module de compressibilité et la viscosité de l’étage de Kelvin-Voigt 
associés au fluage réversible, 
 - ηMs la viscosité non linéaire en volume pour le fluide de Maxwell. 


















Avec : - eµ  le module élastique en cisaillement, 
 - 
KVµ  et KVdη  le module de cisaillement et la viscosité associés au fluage 
déviatorique réversible, 
 - 
Mdη  la viscosité non linéaire en déviatorique pour le fluide de Maxwell. 
La non linéarité de la viscosité de l’étage de Maxwell prend en compte la consolidation ; ce 




















0)dous(Mη est la viscosité initiale du matériau. 
















exp  (III-8) 
εk est le paramètre appelé « déformation caractéristique de consolidation » gérant la vitesse de 
consolidation du béton ; et εM est la déformation de fluage dans le corps de Maxwell. On peut 
noter que lorsque la déformation de l’étage de Maxwell devient grande par rapport à la 




déformation caractéristique de consolidation alors la viscosité devient très grande et la vitesse 
de fluage devient de plus en plus lente. Outre le fait que cette modélisation limite le nombre 
de paramètres de calage par rapport à une chaîne de Kelvin à multiples niveaux, elle 
correspond à une notion physique qui est le potentiel de fluage du béton (voir chapitre I). 
Cette notion de potentiel avait été décelée par Acker et al (2004) et mise en équation par 
Sellier et Buffo-Lacarriere (2009) via cette théorie de la consolidation. 
III.5.2.2 Effet de la température 
Comme indiqué plus haut, nous proposons, dans un premier temps de prendre en compte 
l’effet de la température uniquement en modifiant les viscosités ; ce qui physiquement signifie 
que pour la gamme de température envisagée (inférieure à 50°C) que la microstructure n’est 
pas significativement affectée en termes de raideur ou de potentiel de fluage. Seule la vitesse 
des phénomènes est activée par la chaleur. Il vient donc, en adoptant une loi d’Arrhenius 
































































Dans cette expression Tref est la température de référence en K, T la température courante (K), 
Ea est l’énergie d’activation des processus visqueux (J/mol), R=8,31 est la constante 
thermodynamique (J/mol.K). 
III.5.2.3 Calage des paramètres du modèle 
Le calage du modèle de fluage propre est facilité par la possibilité d’intégrer analytiquement 
les équations constitutives dans le cas d’un essai à contrainte constante. L’expression de la 
déformation axiale de fluage propre visqueuse est alors donnée, pour la version actuelle du 

















1)(  (III-10) 
Avec : 






















≈  (III-11) 
Le calage des courbes (Figure III-64 à Figure III-67) est effectué en considérant que seule la 
viscosité est affectée par la température. Les résultats sont donnés dans le Tableau III-24 ci-
après.  
Tableau III-24:Caractéristiques rhéologiques obtenues par le calage 
 CEM I CEM V CEM IF CEM VF 
kε  5,75.10-5 4,50.10-5 4,04.10-5 5,94.10-5 
ηMs0 (20°c) (MPa.j) 21,35.106 51,31.106 29,59.106 52,19.106 
ηMs0 (50°C) (MPa.j) 3.106 7,71.106 1,20.106 9,66.106 
ηKV (20°C)/k (j) 12 15 20 12 
EKV/Ee 4 4 5 4,5 
La formule  (III-9) permet alors de calculer l’énergie d’activation à partir du rapport des 
viscosités. Il est intéressant de noter que bien qu’il s’agisse ici de BHP, les énergies 
d’activations trouvées (Tableau III-25) sont de même ordre de grandeur que celles proposées 
par Bazant  (Bazant et al. 2004) qui avait proposé une constante Ea/R de l’ordre de 4500 à 
5000 K pour les bétons ordinaires.  
On peut également constater que les déformations caractéristiques de consolidation sont assez 
proches pour les différents BHP étudiés ici. Enfin, on retrouve dans les rapports de viscosité 
le rapport entre les déformations de fluage des CEMI et des CEMV, avec une plus faible 
viscosité initiale du CEMI, ce qui est, bien entendu une conséquence du calage des courbes 
mais qui reflète aussi certainement la différence de microstructure sous-jacente de ces deux 
types de béton (les CEMV sont classiquement plus denses que les CEMI). 
Tableau III-25: Energies d’activation calculées sur les 4 types de BHP. 
 CEM I CEM V CEM IF CEM VF 
Ea/R (K) 6190 5976 10110 5321 
Concernant la modélisation du phénomène de fluage propre dans la gamme 20°C-50°C, nous 
avons vu qu’elle pouvait être faite par un modèle relativement simple dans lequel les 
viscosités sont réduites avec la température suivant un processus d’activation thermique de 
type Arrhenius. Les valeurs des énergies d’activation trouvées sont du même ordre de 
grandeur que celle proposées dans la littérature pour des bétons ordinaires, quoique 




légèrement plus fortes tout de même dans le cas de nos BHP avec ajouts. Nous allons 
maintenant nous intéresser aux possibilités de modélisation dans la gamme 20°C-80°C. 
III.5.3 Modélisation du fluage sur la plage de température allant de 20°C à 80°C 
Nous proposons maintenant d'étendre la modélisation au cas du fluage en dessiccation sur le 
BHP à base de CEM I sur la plage de température allant de 20°C à 80°C. Pour affiner la prise 
en compte des effets de la température sur les paramètres du modèle, plusieurs hypothèses 
sont formulées puis analysées sur la base des calages des différentes simulations par rapport 
aux données expérimentales du béton CEM I. Le calage des autres bétons reste une 
perspective à ce travail.  
Compte tenu du fait que ce béton présentait un potentiel de fluage à 80°C bien supérieur à 
celui observé à 50°C et qu’il avait été thermiquement endommagé, nous avons supposé que la 
température n’affectait plus uniquement la viscosité mais aussi d’autres caractéristiques 
mécaniques, telle que le potentiel de fluage via la déformation caractéristique du modèle de 
consolidation présenté précédemment. En effet, ce paramètre est, dans ce modèle, 
représentatif de la capacité de déformation à long terme du béton. La capacité de déformation 
est elle-même représentative des phénomènes de blocage progressif des C-S-H soumis au 
fluage. Or, l’endommagement thermique semble avoir créé de la microfissuration qui vient 
libérer ses sites de fluage, augmentant du fait le potentiel de fluage représenté ici par la 
déformation caractéristique de consolidation. Dans le but de discuter ces propositions, nous 
allons envisager successivement trois hypothèses et discuter de leur pertinence : 
1- Les viscosités et le potentiel de fluage sont activés thermiquement de la même 
manière. 
2- Il existe une température seuil et une énergie d’activation propre pour l’activation du 
potentiel de fluage. 
3- Il existe une température seuil pour le potentiel mais les énergies d’activation des 
processus d’activation du potentiel et de la viscosité sont identiques. 
Hypothèse 1 : les viscosités et la déformation caractéristique de consolidation dépendent de 
la même façon de la température via une loi d’Arrhenius. La Figure III-69 ci-dessous permet 
de visualiser l’amplitude de la variation du paramètre d’activation thermique (A) en fonction 
de la température et de l’énergie d’activation choisie. Notons que ce facteur augmente le 




potentiel (on multiplie la valeur à 20°C par A) alors qu’il diminue la viscosité (on divise la 

















EaA 11exp  (III-12) 
 
Figure III-69 : Illustration de l'activation thermique par la loi d'Arrhenius (Ea =30 à 40kJ/mol, 
température theta de 20 à 80°C, Tref=20°C) 
Etant donné que nous avons fait les calages avec un simple tableur (sans recourir à une 
modélisation aux éléments finis), les pertes de masse sont approchées par des lois 
mathématiques calées directement sur les pertes de masse expérimentales. Ce calage permet 
d’interpoler les valeurs de perte de masse pour chaque date pour laquelle la simulation du 
fluage le nécessite, mais conduit à négliger le fluage de dessiccation structurel de l’éprouvette 
en privilégiant le fluage de dessiccation intrinsèque. Les pertes de masses utilisées sont 
reportées sur la Figure III-70. 


























(g) w (l/m3) f luage propre 20°C (état initial saturé)
w (l/m3) f luage propre 50°C (état initial saturé)
w (l/m3) f luage dessiccation  et retrait 50°C (état initial endogène)
w (l/m3) f luage propre 80°C (état initial saturé)
 
Figure III-70 : Pertes de masse approchées utilisées lors du calage du modèle de fluage. 
La démarche de calage du modèle est la suivante : 
• Calage des modules de Kelvin-Voigt à 20°C sur les retours de fluage 
• 1er calage des viscosités et de la déformation caractéristique de consolidation à 20°C en 
fluage propre sur une éprouvette initialement saturée.  
• Calage de l’énergie d’activation pour obtenir une simulation convenable des essais à 50°C 
en fluage propre. 
• Calage du paramètre Kw de la loi de la contrainte capillaire sur un essai de retrait (retrait à 
50°C dans notre cas). 
• Calage du paramètre d’évolution du coefficient de Biot ( dσ ) sur l’essai de fluage en 
dessiccation (essai à 50°C dans notre cas). 
• Test du modèle sur la simulation de l’essai à 80°C en considérant la perte de masse mesurée 
lors de l’essai. Cet essai, bien qu’étant conçu pour étudier le fluage propre a, comme nous 
l’avons déjà mentionné, présenté une légère perte de masse non souhaitée, et intègre de ce fait 
une part faible mais non négligeable de fluage de dessiccation. 




• Réajustement éventuel des différents paramètres pour optimiser le calage. 
Le meilleur compromis obtenu par cette méthode correspond aux paramètres donnés dans le 
Tableau III-26 suivant. Les courbes de calage sont fournies sur la Figure III-71 où elles sont 
comparées aux résultats expérimentaux (lissés pour bénéficier de plus de points que l’essai 
n’en fournit, et ainsi permettre un calage plus aisé par la méthode des moindres carrés, à 
l’aide du solveur d’Excel). 
Tableau III-26: Paramètres de calages suivant l’hypothèse 1. 
Paramètres de calage 
eKV EE /  4,70E+00 
KVKVKV E/ητ = 20°C (jours) 2,20E+00 
kε 20°C 6,25E-05 
eMM E/ητ = 20°C (jours) 1,90E+02 
Ea (J/mol) 3,20E+04 
wK (MPa) 2,80E+02 
dσ (MPa) 1,30E+01 
 

























exp fluage propre 20°C th f luag propre 20°C
exp fluage propre 50°C th f luage propre 50°C
exp retrait 50°C exp retrai 50°C
exp def tot f luage dess 50°C th def tot fluage dess 50°C
exp fluage propre 80°C th f luage propre 80°C
 
Figure III-71 : Calage du modèle sur les essais sur CEMI en utilisant une seule loi d’activation 
thermique affectant de la même façon les viscosités et le potentiel de consolidation. 
Le calage conduit, avec un seul jeu de paramètres, à une modélisation présentant des écarts 
relatifs par rapport aux résultats expérimentaux de l’ordre de 10% pour l’ensemble des essais. 




Le fait que ce calage soit possible tend à démontrer que les paramètres de viscosité et de 
consolidation ( kMMKV εηη ,, ) sont les seuls affectés par la température, et qu’ils le sont 
sensiblement de la même manière (par la loi d’Arrhenius avec une énergie d’activation de 32 
kJ/mol). 
Remarquons toutefois que ce calage conduit à une légère sous-estimation du fluage propre à 
20°C et à une légère surestimation du fluage propre à 50°C. Les retraits à 50°C, fluage de 
dessiccation à 50°C et fluage « propre » à 80°C sont quant à eux simulés de façon acceptable. 
Pour tenter d’améliorer le calage, passons à la deuxième hypothèse présentée ci-dessous. 
Hypothèse 2 : Dans le cadre de cette deuxième hypothèse, nous supposons que les viscosités 
sont affectées par la température via une loi d’Arrhenius applicable sur toute la gamme (20°C-
80°C) alors que la déformation caractéristique de consolidation ( kMε ) ne l’est qu’au dessus 
d’une température seuil, ce qui est compatible avec l’approche envisagée dans le paragraphe 
concernant la modélisation sur la gamme 20-50°C. Cette deuxième hypothèse a été émise 
pour rendre compte du fait que certains hydrates (AFt par exemple) peuvent être déstabilisés à 
partir de cette température et que l’endommagement thermique constaté sur les bétons non 
fibrés n’existait pas en dessous d’une certaine température seuil. La modélisation intègre aussi 
implicitement le fait que les C-S-H pourraient avoir un potentiel de fluage intrinsèque plus 
important à température élevée, en raison de la modification de l’état des molécules d’eau 
faiblement liées contenues entre leurs feuillets. 
Nous proposons donc de continuer à utiliser la loi d’Arrhenius sur les viscosités (A), mais 
d’utiliser une loi d’Arrhenius modifiée (Am), avec un effet de seuil, pour modéliser l’effet de 



























La Figure III-72 ci-dessous permet de comparer ces deux types de fonction d’activation. 
Pour la température seuil, nous avons choisi en première approche celle habituellement 
associée à la déstabilisation de l’ettringite, soit Tseuil=65°C. 






Figure III-72 : Comparaison des deux fonctions d'activation utilisées dans le cadre de la deuxième 
hypothèse de modélisation (loi d'Arrhenius classique à gauche, appliquée aux viscosités, loi 
d'Arrhenius modifiée à droite appliquée au potentiel de consolidation) Tref = 20°C pour la loi 
d’Arrhenius, Tseuil=65°C pour la loi d’Arrhenius modifiée. 
Les pertes de masse utilisées pour ce second calage sont les mêmes que pour le précédent. La 
démarche de calage est identique à celle du cas de l’hypothèse 1, à la différence près que l’on 
dispose d’un paramètre supplémentaire (l’énergie d’activation du potentiel de consolidation) 
permettant de caler au mieux la courbe de fluage à 80°C. Par contre, les courbes à 20 et 50°C 
ne sont désormais affectées que via la modification des viscosités (la modification du 
potentiel étant bloquée jusqu’à 65°C). Le résultat du calage est donné par le Tableau III-27 
ci-dessous : 
Tableau III-27: Paramètres de calage suivant l’hypothèse 2 
Paramètres de calage 
eKV EE /  4,70E+00 
KVKVKV E/ητ =  20°C (jours) 2,20E+00 
kε  20°C 2,10E-04 
eMM E/ητ =  20°C (jours) 4,50E+02 
Ea  viscosités (J/mol) 4,70E+04 
Ea potentiel de fluage (J/mol) 6,50E+04 
wK  (MPa) 2,80E+02 
dσ  (MPa) 1,30E+01 
Tseuil potentiel de fluage 6,50E+01 




Les courbes de calage sont présentées sur la Figure III-73 suivante : 
























exp f luage propre 20°C th fluag propre 20°C
exp fluage propre 50°C th fluage propre 50°C
exp retrait 50°C exp retrai 50°C
exp def tot f luage dess 50°C th def tot f luage dess 50°C
exp fluage propre 80°C th fluage propre 80°C
 
Figure III-73 : Calage du modèle sur les essais sur CEMI en utilisant deux lois d'activation, une sur 
les viscosités et une sur le potentiel de consolidation. 
On peut constater que le calage de la loi de fluage à 80°C est facilité. La précision des autres 
calages s’en trouve quelque peu améliorée également dans la mesure où le compromis 
permettant de passer par les différentes courbes expérimentales est plus facilement atteint 
qu’avec l’hypothèse 1. Remarquons toutefois qu’un effet inverse à celui constaté lors du 
calage sous l’hypothèse 1 peut être noté : dans le cas du présent calage, entre 20 et 50°C, 
seule la viscosité étant affectée par la température, ceci conduit à une légère sur-estimation du 
fluage à 20°C et à une légère sous-estimation du fluage à 50°C, alors que l’effet inverse était 
constaté lors du calage sous hypothèse 1. On en déduit que le potentiel de consolidation est 
certainement affecté en dessous de 65°C, contrairement à ce que nous avons stipulé au début 
de ce deuxième processus de calage. Nous avons donc conduit un 3ème et dernier calage en 
supposant que les hydrates étaient affectés dès 40°C. 




Hypothèse 3 : Les viscosités sont affectées par la température sur toute la gamme de 
température des essais et les potentiels de consolidation ne sont modifiés qu’à partir de 40°C. 
La Figure III-74 suivante permet de comparer les termes d’activation des deux phénomènes 
pour ce choix de température seuil. 
 
 
Figure III-74 : Comparaison des termes d'activation de la viscosité (à gauche) et du potentiel de 
consolidation (à droite). 
Une simplification a été possible lors du calage : il s’est avéré qu’en adoptant la même 
énergie d’activation pour les deux processus (viscosité et potentiel), le calage était facilité. 
Nous n’avons donc plus qu’une seule énergie d’activation pour ce dernier calage. Les 
paramètres du modèle sont récapitulés par le Tableau III-28 ci-dessous : 
Tableau III-28: Paramètres de calage suivant l'hypothèse 3. 
Paramètres de calage 
eKV EE /  4,70E+00 
KVKVKV E/ητ =  20°C (jours) 2,20E+00 
kε  20°C 1,10E-04 
eMM E/ητ =  20°C (jours) 2,00E+02 
Ea  viscosités (J/mol) 3,65E+04 
Ea  potentiel de fluage (J/mol) 3,65E+04 
wK (MPa) 2,80E+02 
dσ (MPa) 1,30E+01 
Tseuil potentiel de fluage 4,00E+01 
 




Les courbes calées sont comparées aux résultats expérimentaux sur la Figure III-75 suivante: 
























exp f luage propre 20°C th f luag propre 20°C
exp fluage propre 50°C th f luage propre 50°C
exp retrait 50°C exp retrai 50°C
exp def tot f luage dess 50°C th def tot f luage dess 50°C
exp fluage propre 80°C th f luage propre 80°C
 
Figure III-75 : Calage du modèle sur les essais sur CEM I, en appliquant la même énergie 
d'activation pour les deux processus, et avec une activation de l'effet de la température sur le potentiel 
de consolidation à partir de 40°C. 
Les activations thermiques de la viscosité et du potentiel de fluage correspondant à ce calage 
sont tracées sur la Figure III-76 ci-dessous pour l’énergie d’activation obtenue, qui est de 




Loi d’Arrhenius (Ea=36.5Kj/mol, 
Tref 20°C), employée pour 
diminuer les viscosités. 
Loi d’Arrhenius modifiée (Ea=36.5Kj/mol, 
Tseuil =40°C ) , employée pour accroitre le 
potentiel de fluage 
 
Figure III-76 : Comparaison des deux processus d'activation utilisés pour simuler le comportement 
différé du BHP à base de CEM I. 




Bien que chacun de ces trois calages soit acceptable, le dernier présente quelques avantages : 
- il suppose que les hydrates sont stables jusqu’à 40°C, ce qui est compatible avec l’idée de 
faire des essais de fluage accélérés à cette température sans pour autant affecter la nature 
minéralogique des hydrates. 
- dans la gamme de température 40-65°C, l’accélération du processus de fluage est 
majoritairement due à l’accroissement de viscosité. L’accroissement du potentiel n’est 
significatif que lorsque la température dépasse 65°C, ce qui est compatible avec la 
connaissance que nous avons de la stabilité des hydrates (ettringite notamment). 
- au final, si nous acceptons le fait de placer le seuil de modification du potentiel de fluage à 
40°C quelque soit le type de béton (puisque ce serait une propriété des hydrates), nous 
n’avons pas de paramètres de calage supplémentaire par rapport à l’hypothèse 1. En effet, les 
énergies d’activation des deux processus sont alors identiques.  
III.5.4 Bilan de la partie modélisation du CEMI sur la gamme 20°C à 80°C 
L’exercice de calage que nous venons de conduire sur le CEM I nous laisse penser que 
jusqu’à 40-50°C la température n’affecte significativement que la viscosité ; le phénomène 
sous-jacent est certainement une diminution de la viscosité des C-S-H en lien avec les liaisons 
inter-feuillets. Au-dessus de 50°C, un processus de modification micro-structurelle se met 
progressivement en place. Il est accompagné d’une microfissuration (pouvant être limitée par 
l’adjonction de fibres). La modélisation de ce processus admet une énergie d’activation 
analogue à celle de la viscosité mais démarre progressivement à partir d’un seuil de 
température situé dans la zone 40-65°C. Le fait que l’énergie d’activation soit la même que 
pour le processus de viscosité laisse penser que la cause des deux phénomènes soit unique. Il 
se produirait une modification de plus en plus marquée des liaisons inter-feuillets, conduisant 
dans un premier temps à une modification de leurs propriétés visqueuses et, dans un second 
temps, à des gradients de déformation entre certains C-S-H et le reste du squelette solide, 
pouvant engendrer de la microfissuration qui, à son tour, entraînerait la libération de 
nouveaux sites de fluage. Bien entendu, un couplage plus complet avec la théorie de 
l’endommagement dans le cadre d’une analyse aux éléments finis des éprouvettes permettrait 
sans doute d’affiner les calages, mais toujours est-il que les principes de base de la 
modélisation devraient rester ceux énoncés ici. 





Dans ce chapitre, nous avons tout d'abord caractérisé nos matériaux à l’état frais et durci à la 
température de référence de 20°C. Un suivi de maturométrie a été réalisé pour définir la durée 
de cure minimale nécessaire, avant les essais de fluage en température, afin d’éviter toute 
interaction des réactions d'hydratation du ciment et des réactions pouzzolaniques avec les 
sollicitations thermo-mécaniques.  
Les résultats des déformations libres et sous charge des matériaux, en mode endogène et 
dessiccation, pour les différentes températures, ont permis de tirer les conclusions suivantes : 
• à 20°C :  
Le BHP à base CEM I développe les déformations de fluage les plus intenses quelque soit le 
mode de conservation. Ce comportement pourrait être lié à une porosité supérieure 
comparativement aux autres formulations incorporant des ajouts de type pouzzolanique 
(fumée de silice, cendres volantes) qui leur confère une porosité plus fine. Les matériaux 
ayant subi une cure endogène de 14 mois se distingue par un fluage de dessiccation 
intrinsèque quasiment nul. Ce comportement singulier pourrait provenir d'une 
microfissuration intergranulaire, provoquée par le retrait endogène de la pâte empêchée par 
les granulats durant cette cure de longue durée, d’une intensité telle qu'elle ne permettrait plus 
de mobiliser une part supplémentaire du retrait de dessiccation suite à la sollicitation 
mécanique de compression du matériau, comme expliqué dans le cadre du modèle de fluage 
de dessiccation utilisé ici. 
• à 50°C :  
Le fluage spécifique propre est 2 à 3 fois plus élevé qu'à 20°C. Le béton à base de CEM I est 
celui qui flue le plus. Mais, a contrario, l’augmentation des amplitudes à long terme est 
finalement la moins forte pour cette formulation. Ce comportement pourrait traduire une 
corrélation entre la quantité des C-S-H, supérieure dans le cas des trois formulations avec 
ajouts à caractère pouzzolanique, et une plus grande sensibilité du fluage. Le fluage de 
dessiccation n’est plus négligeable comme à 20°C et atteint des valeurs proches de celle du 
fluage propre. Ce comportement pourrait s’expliquer par un temps de cure plus court, 
atténuant l’amplitude des déformations de retrait avant la mise en charge. En outre, la mise en 




dessiccation à la température de 50°C déplaçant le front de séchage vers des tailles de pores 
plus faibles qu’à 20°C, associée à l’application de la charge de compression dans les jours qui 
suivent, permettraient de prévenir le développement de microfissures intergranulaires et de 
mobiliser une part complémentaire de retrait de dessiccation. 
• à 80°C :  
On observe une forte augmentation des cinétiques et des amplitudes des fluages spécifiques 
propres des formulations sans fibres, et à un degré moindre de celles fibrées. Ce constat est à 
mettre en relation avec les réductions de 22% des modules d'élasticité des BHP sans fibres. Ce 
phénomène aurait pour origine un endommagement par microfissuration probablement en lien 
avec le gradient de déformations entre la pâte et les granulats conséquence du chauffage et/ou 
du chargement. Cet endommagement entrainerait une concentration des contraintes 
appliquées sur les sites non fissurés engendrant une élévation de la cinétique de fluage. Ce 
mécanisme parait être limité par l'action des fibres, ce qui tend à prouver, compte tenu du 
mode d’action des fibres, qu’un phénomène de microfissuration sous-jacent est bien présent. 
En ce qui concerne la partie de modélisation, une étude préliminaire a démontré qu’il était 
possible de modéliser le fluage propre des quatre BHP dans la gamme 20°C-50°C à l’aide 
d’un modèle relativement simple dans lequel seules les viscosités sont affectées par la 
température suivant un processus d’activation thermique de type Arrhenius. Les valeurs des 
énergies d’activation sont proches de celles issues de la littérature pour des bétons ordinaires, 
bien que légèrement plus élevées pour nos BHP avec ajouts. Le modèle a ensuite été étendu 
au retrait et fluage de dessiccation pour le cas du BHP avec CEM I. Trois hypothèses 
successives ont été formulées et les calages des différentes simulations comparés. L’analyse 
de cette étude met en évidence que, jusqu’à 40°C, seule la viscosité du matériau à travers la 
viscosité inter feuillets de C-S-H est affectée par la température. En revanche, au-delà, une 
modification micro-structurelle liée à une microfissuration se produit progressivement. 
L’origine commune des deux phénomènes, à savoir la modification avec la température des 
liaisons inter-feuillets de C-S-H qui modifierait la viscosité et créerait des gradients de 
déformations entre des C-S-H et le squelette solide provoquant cette microfissuration, 
expliquerait l’obtention d’une même valeur d’énergie d’activation thermique. Pour le CEMI, 
cette énergie est de l’ordre de 36500 J/mol. Finalement il s’avère qu’un chauffage de l’ordre 
de 40°C ne modifierait pas de façon sensible la microstructure mais accélèrerait tout de même 




le fluage dans un rapport de 2 à 3. Outre les importantes implications pratiques que cela 
implique pour le calcul des structures, cette augmentation de la cinétique de fluage du béton à 
température modérée pourrait ouvrir la voie à la mise au point d’essais accélérés de fluage à 




















































La connaissance du comportement à long terme des matériaux cimentaires de type BHP 
destinés aux futures structures de stockage, alvéoles et colis, des déchets radioactifs de type 
MAVL, est nécessaire pour s’assurer d’une tenue mécanique et d’un confinement performants 
dans des conditions d’exploitation se caractérisant en particulier par l’exothermie de ces 
déchets. Pour répondre à cette attente, un programme expérimental a été établi entre l’Agence 
nationale pour la gestion des déchets radioactifs et le LMDC afin de disposer de résultats 
expérimentaux permettant de mieux appréhender la phénoménologie du comportement différé 
en température et d’estimer l’activation thermique du retrait et du fluage. Le deuxième 
objectif était d’affiner la modélisation grâce à cette base de données en vue de prédire le 
comportement des structures durant les phases d’exploitation et post-fermeture sous 
différentes sollicitations thermo-hydro-mécaniques.  
Le premier chapitre consacré à l’étude bibliographique a mis en évidence les liens étroits 
entre la microstructure des BHP et leur comportement différé. Ce travail de synthèse a révélé 
la faible quantité de résultats de fluage en température. De plus, les rares études disponibles 
ne concernent que les bétons ordinaires. Ce constat conduit naturellement au travail de 
recherche mené durant cette thèse. 
Le programme expérimental, caractérisé par la confection de plus d’une centaine 
d’éprouvettes de béton dédiées à l'ensemble des essais, est détaillé dans le deuxième chapitre. 
Il a nécessité la mise au point de deux dispositifs originaux de fluage de compression 
uniaxiale en modes endogène et dessiccation afin de constituer la base de données 
expérimentales. Ces systèmes ont été spécifiquement conçus durant le début de la thèse en 
respectant des contraintes fortes liées aux essais en température : capacité de fonctionnement 
des équipements pour des températures élevées, contrôles des conditions thermo-hydro-
mécaniques et systèmes de mesures externes aux enceintes, mise au point d'un système de 
mesure interne aux éprouvettes, interdiction d'ouverture des enceintes dès le lancement des 
essais, ... 
Trois températures d’essai 20°C, 50°C et 80°C, deux modes de cure endogène ou cure dans 
l’eau, et un historique de sollicitations thermo-hydro-mécanique ont été définis de manière à 
favoriser la compréhension des mécanismes de retrait et de fluage. Dans cette optique, mais 
aussi dans un souci de se rapprocher des conditions réelles d'exploitation des structures in 




situ, les choix ont notamment été faits de maintenir des durées de cures suffisamment longues 
pour prévenir toute interaction avec les réactions d’hydratations et réactions pouzzolaniques et 
d'appliquer la sollicitation mécanique après la mise en température, et éventuellement la mise 
en dessiccation, de façon à éviter le fluage transitoire. Le choix d’une cure en eau a quant à lui 
permis d’isoler la composante de fluage propre en limitant les dépressions capillaires lors des 
essais, alors que la cure endogène avait pour but de se rapprocher des conditions réelles. 
D'un point de vue phénoménologique, l'étude de l'ensemble des résultats expérimentaux pour 
les quatre formulations a mis en évidence des comportements singuliers, notamment grâce 
aux historiques des sollicitations appliquées et grâce au choix du mode de cure dans l'eau qui 
a éliminé l'autodessiccation lors des mesures de déformations de fluage propre sous charge. 
- La formulation à base de CEM I développe le fluage le plus fort quel que soit le mode de 
conservation et la température. Ce comportement pourrait être corrélé à une porosité 
supérieure et surtout moins fine que celles des BHP avec ajouts pouzzolaniques (fumée de 
silice, cendres volantes). En revanche, l'augmentation de l'amplitude de fluage sous l'effet de 
la température est plus élevée pour les formulations avec ajouts, ce qui révélerait un lien entre 
la proportion et peut-être le type de C-S-H et la plus grande sensibilité au fluage en 
température. 
- Le fluage de dessiccation à 20°C après une cure endogène de 14 mois est quasiment 
négligeable pour les deux BHP non fibrés testés, alors qu'il atteint un ordre de grandeur 
comparable à celui du fluage propre à 50°C après un même mode de cure de durée plus 
courte. Ce comportement, outre le fait qu’il met en évidence un fluage de dessiccation plus 
limitée pour le BHP que pour les BO en raison de l’autodessiccation pendant la cure, a été 
expliqué, pour ce qui est du comportement en température, par une modification importante 
des pressions capillaires lors du chauffage, en relation avec la microfissuration, et a conduit à 
accréditer l'hypothèse selon laquelle le fluage de dessiccation ne serait qu’une part du retrait 
de dessiccation mobilisable qu’en état de précontrainte de la matrice cimentaire. 
- L'élévation de la température de 20°C à 50°C augmente de manière conséquente les 
cinétiques des déformations de fluage propre. Un calcul d'énergie d'activation "globale" 
fournit une valeur de Ea/R de l’ordre 3000 K et une modélisation supposant que seules les 
composantes visqueuses des modèles sont affectées à une valeur de l’ordre de 5000 K, 




supérieure à celle régissant la viscosité de l'eau. La réduction de cette viscosité ne semble 
donc pas être l'unique paramètre responsable de l'accroissement de la vitesse de fluage propre. 
- A 80°C, l'augmentation la plus forte du fluage propre a été obtenue sur les formulations non 
fibrés. Elle pourrait s'expliquer par une microfissuration comme semble le confirmer la 
réduction des modules d'élasticité et l'action des fibres qui a limité le phénomène sur les 
éprouvettes de BHP fibrés.  
Cette base de données expérimentale a permis d'affiner la modélisation du comportement 
différé. Une étude préliminaire sur la plage de température 20°C-50°C montre la possibilité de 
modéliser le fluage propre des quatre BHP avec un modèle dans lequel seules les viscosités 
sont affectées par la température suivant un processus d’activation thermique de type 
Arrhenius. Les valeurs des énergies d’activation sont comparables à celles obtenues par 
d'autres recherches sur des bétons ordinaires, bien que légèrement plus élevées pour nos BHP 
avec ajouts. La dernière étape de la partie modélisation a permis d'étendre le modèle au retrait 
et fluage de dessiccation à partir de calages des simulations avec les données expérimentales 
obtenues pour le BHP à base de CEM I. Les autres bétons n’ont pas été modélisés dans cette 
gamme de température faute de temps. Les hypothèses offrant le meilleur calage considèrent 
que, jusqu'à 40°C, seule la viscosité est dépendante de la température et qu'au-delà, une 
modification microstructurelle se produit, impactant le potentiel de déformation intrinsèque 
du matériau suivant une énergie d'activation identique à celle affectant la viscosité.  
Ce travail de recherche a conduit à l'élaboration d'une base de données et ainsi à une 
connaissance accrue du comportement différé des BHP Andra destinées aux structures de 
stockage des déchets radioactifs de type MAVL. En outre, la modélisation prenant en compte 
les conditions thermo-hydro-mécaniques a pu être affinée. Ce travail de recherche pourrait 
également trouver des applications pour d'autres types d'ouvrages de Génie Civil pour 
lesquels les conditions d'exploitation nécessitent une connaissance pointue des évolutions des 
comportements différés en température en vue de leur dimensionnement : ouvrages d'art, 
centrales nucléaires, tunnels, ...  





Ce travail de recherche a permis d'établir une base de données expérimentale conséquente et 
de perfectionner l'aspect modélisation grâce à une meilleure compréhension des phénomènes 
de comportement différé des BHP en température. Il ouvre en outre des perspectives et des 
voies d'investigations complémentaires afin de préciser les mécanismes à l'origine de certains 
phénomènes observés. 
Une application envisagée est l'élaboration d'un essai accéléré de fluage. En effet, pour des 
ouvrages particuliers, les essais de fluage sont fréquemment exigés afin de s'assurer d'une 
prise en compte rigoureuse du comportement différé des matériaux lors du dimensionnement. 
Le gain de temps lié à l'activation thermique des cinétiques de fluage constituerait un point 
appréciable (résultats disponibles plus rapidement, immobilisation réduite des bancs de 
fluage). Sur la base des observations des accroissements de fluage et de simulations, un 
protocole d'essais pourrait être défini. Ces essais pourraient être menés dans une plage de 
températures inférieures à 50°C, de manière à éviter toute modification et/ou altération de la 
microstructure et être réalisés dans l'eau pour obtenir un fluage propre directement à partir des 
mesures enregistrées en l'absence de retrait d'autodessiccation. Les mesures du retrait et du 
fluage en dessiccation pouvant être réalisées elles aussi en température parallèlement. 
Le lien entre la sensibilité au fluage en température et la quantité et le type de C-S-H devrait 
également être investigué. Un programme expérimental de fluage mené sur des matériaux 
incorporant différentes proportions et type de ciment et d'ajouts pouzzolaniques permettrait 
d'apporter des éléments de réponse quant à cette relation supposée. 
L'effet des températures au-delà de 50°C, qui semble affecter la microstructure d'après les 
déformations de fluage excessives et les réductions de module d'élasticité constatées à 80°C, 
devrait être l'objet d'une étude complémentaire. 
Une campagne d'essais de fluage réalisés sur des éprouvettes ayant subi différents modes et 
durées de cure et soumises à diverses historiques de sollicitations thermo-hydro-mécaniques 
pourrait permettre d’affiner la notion de potentiel de déformation intrinsèque. En 
complément, des analyses microstructurales renseigneraient sur la relation entre ces 
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Annexe A : Fiches techniques des matériaux 
Ci-après les fiches techniques des matériaux utilisés pour la fabrication des quatre BHP sujet 
de notre étude. Elles sont présentées dans l’ordre suivant : 
- CEM I 52,5 R CE PM-ES-CP2 NF 
- CEM V/A 42,5 N PM-ES-CP1 
- Sable 0/4 de la carrière du Boulonnais 
- Gravier 0/4 de la carrière du Boulonnais 
- Fumée de silice Condensil S95 DM 
- Glénuim 27 


















































Annexe B : Fiches technqiues du materiel 
Ci-après les fiches techniques du matériel utilisé dans les essais en température. Elles seront 
préstées dans l’ordre qui suit : 
- Fiches techniques des sondes thermiques ETG-50B/E et du circuit linéarisateur LST 
- Fiche technique des capteurs de déplacement numériques, courbe d’étalonnage, détails de 
l’instrumentation des éprouvettes de retrait et defluage en température. 
- Fiche technique des jauges de déformation FLM-60-11. 
- Fiche technique de l’enceinte climatique 
- Fiche technique du capteur et afficheur de pesée 
- Dispersion des résistances en compression (sur mortier normalisé) et chaleurs d’hydratation 






































































































Fiche technique de l’enceinte climatique 
 
ENCEINTE CLIMATIQUE POUR ESSAIS CHALEUR HUMIDE 
 
Modèle : VC 0100 
Référence : 67612643 
Capacité: environ  990 LITRES 
 
CARACTERISTIQUES TECHNIQUES : 
Plage de fonctionnement en température 
Gamme de température : -0°C à +90°C 
Stabilité de température : ± 0,1°C à ± 0,5°C 
Homogénéité de température : ± 0,5°C à ± 1°C à 100 mm des parois 
Vitesse de variation (selon IEC 60068-3-5) : 
- chauffage : 0,4°C/mn 
- refroidissement : 0,2°C/mn 
Compensation de puissance dissipée par la charge : max. 200 W 
Valeurs de calibrage :+4°C et +90°C 
Plage de fonctionnement en mode climatique 
Gamme de température : + 10°C à + 90°C  
Stabilité de température : ± 0,1°C à ± 0,3°C 
Gamme d'humidité relative : 10 % à 98 % Hr 
Stabilité d'humidité : ± 1% à ± 3 % Hr 
Valeurs de calibrage :+25°C / 60%hr et +40°C / 75%hr 
Consommation en eau déminéralisée :à +40°C, 92% Hr < 2litres/24 h 
Les valeurs ci-dessus sont établies pour un équipement sans options, en conditions stabilisées 
à vide, mesurées au centre du volume utile pour une température ambiante de +25°C et une 
tension nominale de 230 V/50 Hz .  
Diagramme d’humidité  
A : Température du volume utile  







Fiche technique du capteur et afficheur de pesée 
 
 
Capteur F2000S-15 Kg 
 
 
Charge nominale: +/- 15 kg  
Sensibilité environ 1 mV/V  
Température de fonctionnement   –35 °C < T < + 85 °C 
Capteur de flexion en acier inoxydable  
Classe de Précision  du capteur 0,03 
Charge limite d’utilisation 150 % 
Charge de rupture 300% 
Protection IP 67 (capteur soudé) 
 
MODULE ELECTRONIQUE D'AFFICHAGE REF. PAX S  
Amplificateur conditionneur pour capteur à jauges 
 
 
Affichage (LED 14,2 mm). -19999 / + 99999 points  
Alimentation du capteur incluse dans le conditionneur. 
Réglage de gain par programmation. 
Réglage de zéro par programmation. 
Linéarisation 
TARE (remise à zéro par poussoir). 
Impédance du capteur: 120/350Ω ou plus. 
Cadence de lecture programmable de 1 à 20 /sec 
Temps de réponse de la Sortie analogique 50 msec 
Alimentation du module: 220V - 50 Hz.  
Boîtier DIN 48 x 96 x 104 mm. 






Annexe C : Courbes de retrait des bétons CEM I et V [CAMPS 2008]. 
 
Figure D-1 : Evolution des retraits des bétons de CEM I en fonction du temps [Camps 2008] 
 
Figure D-2 : Evolution des retraits des bétons de CEM V en fonction du temps [Camps 2008]
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The knowledge of the delayed behaviour of concrete at moderate temperature is necessary to 
understand the serviceability of structures under long term heating. It is in particular 
necessary for the feasibility study of future storage structures for Intermediate Level Long-
Life Nuclear Wastes repository. The main objective of our study is an experimental 
quantification and a better understanding of the phenomena leading to the delayed 
deformations in the range of 20°C-50°C-80°C. Four types of High Performances Concretes 
with two Self Compacting mixes with fibres have been chosen. The experimental campaign 
includes tests during several months at 20°C-50°C-80°C, under autogenous and desiccation 
conditions. The samples were firstly stored under two curing types : saturated and 
autogenous. The results show the influence of concrete mixes, the fibres, and storage 
conditions on the amplification phenomenon of creep with temperature. The creep amplitudes 
are increased in a range between 2 to 3 with a temperature increase from 20°C up to 50°C. 
This increase can reach a value superior to 5 from 20°C to 80°C. The modelling of some 
creep results in temperature is presented, allowing to quantify the activation energy of creep 
and to propose some explanations to the various phenomena revealed during the tests, in 
particular the coupling between the creep and shrinkage at the various temperatures. 
Keywords : High Performances Concretes, fibres, mechanical behaviour, shrinkage, creep, 
temperature, activation energy, modelling. 
  
 
AUTEUR : Wahid LADAOUI 
TITRE : Etude expérimentale du comportement Thermo-Hydro-Mécanique à long terme des 
BHP destinés aux ouvrages de stockage des déchets radioactifs 
DIRECTEUR DE THESE : Alain SELLIER 
LIEU ET DATE DE SOUTENANCE : Toulouse, le 09 Décembre 2010 
Résumé 
La connaissance du comportement différé du béton en température est nécessaire pour 
appréhender le fonctionnement en service des structures soumises à la chaleur sur le long 
terme. Cette connaissance est notamment nécessaire pour l’étude de faisabilité des futurs 
ouvrages de stockage de déchets radioactifs. L’objectif principal de notre étude est la 
quantification expérimentale et l’amélioration de la compréhension des phénomènes à 
l’origine des déformations différées dans la gamme de température 20°-50°-80°C. Quatre 
types de Bétons à Hautes Performances dont deux fibrés autoplaçants ont été choisis pour 
l’étude. La campagne expérimentale inclut des tests sur plusieurs mois de fluage à 20°C, 50°C 
et 80°C, en condition endogène ou en dessiccation. Les éprouvettes ont préalablement été 
stockées dans deux conditions de cure différentes : saturée ou endogène. Les résultats 
montrent une influence de la composition du béton, de la présence des fibres et du mode de 
conservation sur le phénomène d’amplification du fluage avec la température. Les amplitudes 
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abordée, permettant notamment de quantifier l’énergie d’activation du fluage et de proposer 
des explications aux divers phénomènes sous-jacents mis en évidence lors des essais, en 
particulier le couplage entre le fluage et le retrait aux diverses températures. 
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